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Kurzfassung
Ultrahochfester Faserbeton (UHPFRC) ist ein moderner und effizienter Verbundwerkstoff, der
sich infolge der gemeinsamen Tragwirkung von Fasern und Matrix durch eine herausragende
Leistungsfähigkeit und Robustheit auszeichnet. Mit überkritischen Fasergehalten erfährt das
heterogene Gefüge nach der effektiven Überbrückung von Rissprozesszonen durch Mikrofasern
eine ausgeprägte Mehrfachrissbildung. Diese generiert eine verfestigende und duktilitätssteigern-
de Wirkung auf das Tragverhalten in zugbeanspruchten Querschnittsbereichen. Das schließlich
eintretende Versagen tritt mit der Öffnung von Makrorissen und dem Auszug der Fasern aus
der Matrix an den Rissufern verzögert und mit äußerlich sichtbarer Vorankündigung ein. Zur
Bestätigung und Ergänzung der positiven Erfahrungen in Experimenten und Praxisanwendungen
werden zunehmend detailliertere und anspruchsvollere Modelle zur Beschreibung der komplexen
Tragwirkung entwickelt. Das Verständnis der Fasertragwirkung in UHPFRC bildet die Grundlage
für zukünftige Anwendungsregeln für die Ingenieurpraxis.
Das entwickelte Materialmodell beschreibt das lokale Verbundverhalten zwischen Faser und Ma-
trix mechanismenorientiert und erfasst das elastische und inelastische Spannungs-Deformations-
Verhalten der Grenzschicht mithilfe der Plastizitätstheorie und einer Schädigungsformulierung. In
Verbindung mit um einen Algorithmus zur Kontaktfeststellung und Knotenzuordnung erweiterten
Interface-Elementen kann das Auszugverhalten einer Mikrostahlfaser aus einer ultrahochfesten
Feinkornbetonmatrix numerisch analysiert werden. Dabei ist die fortschreitende Ablösung der
Faser von der Matrix, die den irreversiblen Übergang zwischen starrem und verschieblichem
Verbund darstellt, im Rahmen der Faseraktivierung von besonderer Bedeutung für die Faserwirk-
samkeit und die Verbundermüdung. Das Verbundmodell unterscheidet querdruckunabhängige
Verbundmechanismen wie Adhäsion, Mikroverzahnung und Mikro-Interlocking von querdruck-
induzierter Haft- und Gleitreibung. Dadurch kann die Interaktion der gekoppelten Strukturen mit
der Grenzschicht adäquat dargestellt werden.
Numerische Untersuchungen einer in eine ungerissene Matrix eingebetteten Einzelfaser zeigen
die dehnungsbehindernde, versteifende Faserwirkung im starren Verbund. Insbesondere bei
auftretenden Imperfektionen und Fehlstellen im Gefüge ist die Rissinitiierung im Bereich des
Faserendes als Unstetigkeitsstelle, an der bei Erreichen der Festigkeit signifikante Spannungsum-
lagerungen in der Matrix erfolgen, sehr wahrscheinlich. Das Auszugverhalten ist vor allem von
dem Dehnungsvermögen der Faser und der Verbundqualität abhängig, wobei auch geometrische
Parameter wie die Fasereinbindelänge, der Faserdurchmesser und mitwirkende Matrixdicke einen
entscheidenden Einfluss auf die Spannungsverteilung entlang der Faser und quer dazu haben.
Numerische Analysen von Einzelfaserauszugversuchen und weiterführende Parameterstudien
ermöglichen eine detaillierte Auswertung der maßgebenden Einflussparameter im Hinblick auf
die Fasertragwirkung in gerissenem UHPFRC. Daraus können Rückschlüsse auf eine verein-
fachende Erfassung der Fasertragwirkung abgeleitet werden. Durch die irreversible Auflösung
des starren Verbundes infolge zyklischer Beanspruchungen limitiert die Verbundermüdung das
Potenzial von ultrahochfestem Faserbeton maßgeblich. Der Ermüdungsvorgang und die daraus
folgenden Auswirkungen auf die Fasertragwirkung werden dargestellt und analysiert. Optimie-
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1 Einleitung
Im Zuge neuer Werkstoffentwicklungen und Fertigungstechnologien wächst der Bedarf an
anspruchsvollen Modellierungsansätzen zur Ausnutzung der hoch entwickelten Materialeigen-
schaften in der Tragwerksbemessung. Die gleichzeitig vordringlicher werdende, öffentlich
diskutierte Forderung nach mehr Nachhaltigkeit und Ressourceneffizienz in der Bauindustrie
macht effiziente Verbundwerkstoffe wie ultrahochfesten Faserbeton zu Werkstoffen der Zu-
kunft. Die Ausschöpfung der Potenziale dieses Hochleistungsbaustoffes erfordert die präzise
und realitätsnahe Charakterisierung und Modellierung der gemeinschaftlichen Tragwirkung des
Faser-Matrix-Verbundes, die wiederum die genaue Kenntnis der Verbundwirkung zwischen den
Komponenten und ihrer Einflussfaktoren voraussetzt. Im Hinblick auf eine lange Tragwerksle-
bensdauer rückt dabei immer häufiger das Ermüdungsverhalten von faserverstärkten Betonen
in den Vordergrund. Im Rahmen dieser Arbeit wird die Fasertragwirkung in ultrahochfestem
Beton unter Zugbeanspruchungen anhand von numerischen Untersuchungen des Faser-Matrix-
Verbundes mit der Finite-Elemente-Methode (FEM) untersucht.
1.1 Motivation
Die gemeinsame Tragwirkung von Fasern und Matrix in stahlfaserverstärkten Betonen ist maß-
geblich durch den Verbund zwischen Stahl und Beton bestimmt. Bei ultrahochfesten Faserbetonen
werden im Regelfall überkritische Fasergehalte generiert, sodass bereits vor Einsetzen der Riss-
bildung eine signifikante Verstärkungswirkung durch die Faserzugabe auftritt. Für eine optimale
Ausnutzung der Tragfähigkeit ist daher eine Berücksichtigung der Fasertragwirkung sowohl im
ungerissenen, als auch im gerissenen Zustand des Bemessungsquerschnittes anzustreben. Dabei
sind fertigungsbedingte Unsicherheiten etwa infolge von streuenden Gefügeeigenschaften und
Faserverteilungen realistisch zu erfassen und in die Bemessung einzubeziehen. Denn nur die
detaillierte Kenntnis der maßgebenden Mechanismen und Einflussgrößen der Verbundwirkung
lässt eine sichere Beurteilung der Fasertragwirkung im Rahmen der Tragwerksplanung zu.
Das Verbundverhalten zwischen Stahl und Beton wird seit einigen Jahrzehnten experimentell
untersucht. Dafür sind mittlerweile verschiedene Prüfkörper und Versuchsaufbauten erprobt.
Die üblichen Durchmesser der untersuchten Bewehrungsstäbe erlauben dabei eine direkte Er-
fassung des Verbundverhaltens in Auszugversuchen im Maßstab 1:1, da bei verhältnismäßig
kurzen Verbundlängen eine nahezu konstante Verbundspannungsverteilung vorherrscht. Die
verbesserte Verbundwirkung beispielsweise von geripptem Betonstahl gegenüber einer Beweh-
rung mit glatter Stahloberfläche kann so eindeutig durch experimentelle Untersuchungen belegt
werden. Als Ergebnis umfangreicher Serien an Verbundversuchen ist das Bemessungskonzept
für erforderliche Verankerungslängen der Stabstahlbewehrung in Abhängigkeit der Verbund-
situation heute von großer Bedeutung für die Tragwerksanalyse in der Ingenieurpraxis. Die
darin zugrunde gelegten Ingenieurmodelle bilden die Tragwirkung realitätsnah ab, sodass die
Mechanismen der Verbundwirkung zwischen geripptem Betonstahl und Beton als verstanden gel-
ten. Bei Sonderfällen und komplexen Konstruktionen werden aufgrund des gestiegenen Kosten-
und Zeitdruckes heutzutage numerische Modelle in unterschiedlichen Komplexitätsstufen für
den Nachweis der ausreichenden Bewehrungsverankerung herangezogen. Besonders im Rah-
men der Forschung an neuartigen Verbundwerkstoffen sind experimentelle Untersuchungen mit
unerforschten Bewehrungsmaterialien und Betonrezepturen weiterhin üblich.
2 1 Einleitung
Die Übertragung dieser Herangehensweise auf die Skalenebene der häufig verwendeten Mikrofa-
sern ist nicht möglich. Das Gefüge der Betonmatrix kann auf der Mikroebene nicht als homogen
betrachtet werden und ist unkontrollierbaren Einflüssen aus der Fertigung unterworfen. Eine
maßstabsgerechte Skalierung des Prüfkörpers auf die Größenverhältnisse bei konventionellem
Bewehrungsstahl wäre aufgrund der Herstellung der Stahldrahtfasern nicht vergleichbar mit der
Realität. Die geringe Einbindelänge bei Kurzfasern in einem Auszugversuch erfordert die Ver-
wendung von Feinprüfmaschinen und ein exaktes Arrangement der Faser während der Betonage
zur Minimierung von Fertigungstoleranzen. Die Durchführung von speziellen Auszugversuchen
mit einer verlängerten Einbindelänge repräsentiert unter Umständen aufgrund des manipulierten
Verhältnisses zwischen der Verbundfläche und der Querschnittsfläche der Faser unerwünschte
Versagensmodi, z. B. ein Reißen der Faser anstelle eines Auszuges. Darüber hinaus ist das so
erfasste Auszugverhalten bereits bei üblichen Einbindetiefen der schlanken Mikrofasern nicht
mehr mit dem Verbundverhalten gleichzusetzen, wie es für Bewehrungsstahl mit definierten
Verbundlängen hingegen möglich ist. Für die Übertragung des so erfassten Auszugverhaltens
auf das Verbundverhalten sind darüber hinaus Kenntnisse über die Verbundspannungsverteilung
entlang der Verbundlänge erforderlich.
Die experimentelle Erfassung der Verbundwirkung bei Mikrofasern ist jedoch nicht nur aufgrund
des kleineren Maßstabes problematisch. Die Verbundwirkung zwischen Mikrofasern und der
inhomogenen Betonmatrix ist stark ausgeprägten Streuungen unterworfen, was eine experi-
mentelle Erfassung des Verbundes sowie der maßgeblichen Einflussparameter erschwert. Die
Feststellung einer mittleren Verbundwirkung und der zu erwartenden Standardabweichungen
infolge material- und fertigungsbedingter Streuungen ist aufgrund der erforderlichen Vielzahl an
Versuchen zeit- und kostenintensiv. Alternativ wird daher häufig mithilfe von experimentellen
Untersuchungen an Faserbetonstrukturen mit beliebiger Faserverteilung und -orientierung das
resultierende Materialverhalten des Verbundwerkstoffes untersucht und mit einfachen Ingenieur-
modellen verschmiert beschrieben. Dabei entbehrt diese Herangehensweise der detaillierten
Kenntnis über die grundlegende Fasertragwirkung.
Numerische Methoden erlauben rechnerische Untersuchungen weit über die Grenzen der ana-
lytischen Lösbarkeit von Problemstellungen in Wissenschaft und Praxis hinaus. Die Finite-
Elemente-Methode als numerische Methode zur strukturmechanischen Analyse von Tragwerken
hat sich dabei als vielseitig, vergleichsweise genau und vielfältig in Strukturanalysen erprobt
durchgesetzt. In Verbindung mit unterschiedlichen kontinuumsmechanischen Modellen zur
Beschreibung des komplexen Materialverhaltens der Einzelkomponenten kann mit der FEM
auch die gemeinsame Tragwirkung von diskontinuierlich zusammengesetzten Verbundstrukturen
erfasst werden. Abseits von einer starren Kopplung der Strukturkomponenten ermöglichen spezi-
elle Verbundzonenelemente die Modellierung der Verbundwirkung. Für die Beschreibung des
Verbundverhaltens zwischen konventionellem Bewehrungsstahl und Beton liegen darüber hinaus
bereits umfassende Erfahrungen im Hinblick auf die Modellierung mit der Finite-Elemente-
Methode vor, auf die bei der Modellentwicklung zurückgegriffen werden kann.
Im Rahmen eines von der Deutschen Forschungsgemeinschaft (DFG) geförderten Verbundfor-
schungsvorhabens im Schwerpunktprogramm 2020 wird die Fasertragwirkung in ultrahoch-
festem Faserbeton unter Zugbeanspruchung experimentell und numerisch untersucht. Ziel des
Schwerpunktprogramms ist das Verständnis und die Beschreibung der Materialdegradation von
Hochleistungsbetonen mit und ohne Faserverstärkung infolge zyklischer Beanspruchungen. Die
Modellierung und numerische Analyse der Fasertragwirkung, die im Folgenden auf der Basis der
Forschungsergebnisse in diesem Projekt vorgestellt wird, stellt daher eine wichtige Vorausset-
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zung für weitergehende Untersuchungen des Materialverhaltens von ultrahochfestem Faserbeton
unter zyklischer Beanspruchung dar.
1.2 Zielsetzung und Aufbau der Arbeit
Die Beschreibung der Fasertragwirkung einschließlich der Aktivierungs- und Degradationsme-
chanismen ist essenziell für das Verständnis des Materialverhaltens von ultrahochfestem Faser-
beton und vorrangig für die Bemessung von zugbeanspruchten Strukturbereichen interessant.
Die Charakterisierung und Modellierung der Tragwirkung insbesondere rissüberbrückender
Mikrostahlfasern im Nachrissbereich des Zugtragverhaltens in ihrer Größe und ihrem Verlauf ist
die Grundlage für die zukünftige Bestimmung von Resttragfähigkeiten und der Robustheit einer
Struktur unter anderem in Abhängigkeit von Fasergehalt, Faserverteilung und Faserorientierung
und das Ziel dieses Forschungsvorhabens. Dem experimentellen Programm des dieser Arbeit
zugrunde liegenden Verbundforschungsvorhabens entsprechend ist die Modellierung an geraden,
hochfesten Stahldrahtfasern mit glatter Faseroberfläche und ultrahochfestem Feinkornbeton
orientiert. Als Anschauungsbeispiel zur Untersuchung der Fasertragwirkung dient unter anderem
der weggesteuerte Einzelfaserauszugversuch.
Die Erfassung des Potenzials faserverstärkter Hochleistungsbetone gemäß dem aktuellen Stand
der Forschung erfolgt zunächst auf Basis einer umfassenden Literaturrecherche. In Kapitel 2 wird
der derzeitige Kenntnisstand zur Tragwirkung von ultrahochfestem Faserbeton herausgearbeitet
und anhand vorhandener Bemessungskonzepte evaluiert. Die Definition der Faserwirksamkeit
dient in einigen Bemessungsansätzen der Erfassung des Traganteiles der zugegebenen Fasern. In
der Literatur vorhandene Ansätze zur Charakterisierung der Fasertragwirkung werden vorgestellt.
Aus der Identifikation des phänomenologischen Verbundverhaltens anhand von experimentellen
Untersuchungsergebnissen im Rahmen des Schwerpunktprogramms sowie mithilfe der einschlä-
gigen Fachliteratur folgt die Festlegung der Anforderungen an die vorgesehene Modellierung.
Dafür erfolgt in Kapitel 3 die Charakterisierung der auftretenden Verbundmechanismen sowie
die Beschreibung des Degradationsverhaltens in der Verbundzone zwischen Mikrostahlfasern
und ultrahochfestem Beton. Die Unterscheidung maßgebender Verbundphasen ermöglicht das
detaillierte Verständnis des Auszugverhaltens mit einer nichtlinearen Verbundspannungsvertei-
lung über die Einbindelänge der Faser in der Matrix. Ergänzend dazu wird die Aussagekraft von
Faserauszugversuchen evaluiert. Dem aktuellen Forschungsstand entsprechend werden Einfluss-
parameter auf die Verbundqualität sowie das erwartete Ermüdungsverhalten der Verbundzone
dargelegt.
Phänomenologisch motiviert und mechanismenorientiert erfolgt darauf aufbauend die dreidi-
mensionale Modellierung der mikrophysikalischen Verbundwirkung im Faser-Matrix-Verbund.
Dazu wird in Kapitel 4 eine Übersicht über die mechanischen Grundgleichungen und die in
der Literatur vorhandenen Modellierungsansätze zur Beschreibung des Faserauszugproblems
gegeben, bevor die numerische Modellierung des Faser-Matrix-Verbundes mithilfe von Interface-
Elementen und Verbundgesetzen oder Materialmodellen dargelegt werden. Die Übertragung
der für den Verbund von geripptem Bewehrungsstahl in normalfestem Beton vorhandenen Mo-
dellierungsansätze auf das Verbundverhalten von in einer ultrahochfesten Feinkornbetonmatrix
eingebetteten Mikrostahlfasern führt schließlich auf die Herleitung der Materialgleichungen
des entwickelten Verbundmodells. Das kontinuumsmechanische Materialmodell beschreibt die
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anhand der Literaturstudie in Kapitel 3 identifizierte Entwicklung der Verbundwirkung in Ab-
hängigkeit der Relativverschiebungen zwischen Faser und Matrix durch die Einbeziehung von
irreversiblem Schlupf und die Berücksichtigung einer schädigungsinduzierten Degradation der
Verbundkapazität. Darüber hinaus ist durch die Berücksichtigung des Spannungs-Deformations-
Zustandes in unmittelbarer Umgebung der Verbundzone eine Interaktion des Materialverhaltens
mit den umgebenden Strukturen gegeben.
Die Fasertragwirkung wird im Rahmen dieser Arbeit mit numerischen Analysen mit der dreidi-
mensionalen Finite-Elemente-Methode auf der Mesoskala untersucht. In Kapitel 5 wird das FE-
Modell für die Simulation des Faserauszugverhaltens vorgestellt. Die Grenzschicht zwischen der
diskret aufgelösten Einzelfaser und der Betonmatrix mit verschmierten Materialeigenschaften
wird mithilfe von zweidimensionalen Verbundzonenelementen und dem entwickelten Verbund-
materialmodell modelliert. Dabei werden sowohl das Kontaktproblem nach der Ablösung der
Faser von der Matrix, als auch die einsetzenden großen Relativverschiebungen berücksichtigt.
Die Entwicklung von Interface-Elementen mit einem Algorithmus zur Kontaktfeststellung und
Knotenzuordnung ermöglicht die kombinierte Betrachtung von physikalischer und geometrischer
Nichtlinearität im Faserauszugproblem. Die Verifikation des Verbundmodells erfolgt anhand
analytischer Untersuchungen zum starren Verbund und mithilfe der Simulation von maßgebenden
Rissöffnungs- und Deformationsarten der Bruchmechanik.
Die numerische Analyse der Fasertragwirkung wird in Kapitel 6 vorgestellt. Zunächst wird die
gemeinsame Tragwirkung der gekoppelten Struktur anhand einer vollständig in die Betonmatrix
eingebetteten Faser unter einer zentrischen Zug- oder Druckbeanspruchung untersucht. Die
Kalibrierung des entwickelten Verbundmodells erfolgt anhand von numerischen Analysen des
Faserauszugproblems mit geraden, unprofilierten Fasern in einer ultrahochfesten Betonmatrix im
Vergleich mit experimentellen Ergebnissen aus der Literatur. Zur Validierung des FE-Modells
werden unterschiedlich konfigurierte Einzelfaserauszugversuche numerisch simuliert. Anhand
von ausgewählten Untersuchungen mit variierenden Geometrie- und Materialparametern wird
die Optimierung der Fasertragwirkung hinsichtlich verschiedener Einflussgrößen analysiert. Auf
der Grundlage dieser Anwendungen erfolgt die zusammenfassende Bewertung des entwickelten
Verbundmodells. Darüber hinaus liefert die numerische Simulation eines Einzelfaserauszugversu-
ches mit zyklischer Zugbeanspruchung Hinweise bezüglich der Verbundermüdung. Schließlich
erfolgt die Übertragung der Untersuchungsergebnisse auf das Material- und Degradationsverhal-
ten von faserverstärktem, ultrahochfesten Beton.
Abschließend werden die gewonnenen Erkenntnisse in Kapitel 7 zusammengefasst und bewertet.
Des Weiteren wird ein Ausblick auf zukünftige Weiterentwicklungen der Modellierung von
Faserverbundwerkstoffen gegeben.
2 Ultrahochfester Faserbeton
Als ein natürlicher Faserverbundwerkstoff beweist Holz die Effektivität von zwei- oder mehr-
phasigen Verbundwerkstoffen mit einer kraftübertragenden Grenzschicht zwischen den Kompo-
nenten Faser und Matrix und dient daher als Vorlage für die industrielle Entwicklung moderner,
faserverstärkter Hochleistungswerkstoffe. Während die Druckfestigkeit und Beständigkeit von
Holz im Wesentlichen auf den Eigenschaften der stabilen Matrix aus Lignin und Hemizellu-
lose beruhen, generieren die darin eingebetteten Zellulosefasern seine Zugfestigkeit [SH16].
Dem natürlichen Wuchs entsprechend unterscheiden sich nahezu alle Materialeigenschaften
in den drei Hauptrichtungen, i. e. parallel zur Faserrichtung, parallel zu den Holzstrahlen, d. h.
in radialer Richtung, und parallel zum Jahrringverlauf, d. h. tangential [NS17]. Das für Holz
typische anisotrope Materialverhalten weisen auch Holzwerkstoffe als industriell gefertigte
Verbundwerkstoffe mit aufgelöster Holzstruktur auf. Weitere Beispiele von natürlichen oder
künstlichen Faserverbundwerkstoffen sind z. B. in der Textil- oder Automobilindustrie zu finden.
Faserverbundwerkstoffe profitieren von den Wechselwirkungen der Komponenten Fasern und
Matrix und weisen dadurch im Allgemeinen höherwertige Materialeigenschaften auf als ihre
Einzelkomponenten. Die Verstärkung einer Matrix mit langen oder kurzen, sehr dünnen Fasern
ist insbesondere hinsichtlich der Zugfestigkeit des Komposits vorteilhaft, da entsprechend den
Untersuchungen von GRIFFITH, veröffentlicht im Jahr 1920, dünne Fasern gegenüber dickeren
Stäben durch die verbesserte Ausrichtung der Molekülketten eine höhere spezifische Zugfes-
tigkeit in Faserlängsrichtung erreichen [Gri21]. Die Überbrückung lokaler Schwachstellen wie
beispielsweise aufgehender Risse durch die Verbundwirkung zwischen Fasern und Matrix führt
zu einer gesteigerten Duktilität des Verbundwerkstoffes. Durch die unterschiedlichen Material-
eigenschaften der Komponenten können aber auch Zwangsspannungen oder Vorschädigungen
infolge von äußeren oder inneren Einwirkungen, wie beispielsweise Temperaturänderungen,
Schwinden und Kriechen, generiert werden. Die realitätsnahe Beschreibung und Modellierung
von Faserverbundwerkstoffen zeichnet sich daher durch eine hohe Komplexität aus und erfordert
ein detailliertes Verständnis des Zusammenwirkens der beteiligten Komponenten.
2.1 Charakteristische Merkmale
Seit einigen Jahrzehnten werden im Rahmen der wissenschaftlichen und industriellen Material-
forschung immer neue Generationen von Ultrahochleistungsbetonen entwickelt. Diese High-
Tech Werkstoffe weisen durch die optimierte Kombination von Komponenteneigenschaften eine
herausragende Leistungsfähigkeit auf und kommen aufgrund der kostenintensiven, große Sorgfalt
erfordernden Herstellung vorzugsweise als Fertigteile zum Einsatz. Die Vorfertigung im Werk
ermöglicht dabei die Sicherstellung einer sehr hohen Materialqualität und optimalen Nachbe-
handlung der Segmente. Durch die geforderte Ressourceneffizienz sind optimierte Querschnitte
und leichtgewichtige, schlanke Bauteile, deren Transport so unproblematisch wie möglich ist,
zunehmend von Interesse, sodass Ultrahochleistungsbeton ein vielversprechendes Zukunftspo-
tenzial hat. Anwendungsgebiete sind Bauteile von Brücken, Masten oder Türmen sowie filigran
anmutende, leichte und scharfkantige Fassadenelemente. Auch für Instandsetzungs- und Verstär-
kungsmaßnahmen bestehender Bauteile und die Vorfertigung hoch beanspruchter Stoßbereiche
und kraftflussoptimierter Knotenpunkte haben ultrahochfeste Betone bereits vielfach Anwendung
gefunden [BFW17].
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Als ultrahochfester Beton (engl. Ultra-High Performance Concrete, UHPC) wird ein Beton be-
zeichnet, der eine charakteristische Druckfestigkeit fck zwischen 150 und 250N/mm2 aufweist
[DAf08]. Die Druckfestigkeit liegt dabei deutlich über der derzeit höchsten bauaufsichtlich gere-
gelten Druckfestigkeitsklasse C100/115 für hochfesten Beton (engl. High-Performance Concrete,
HPC) und entspricht etwa dem Siebenfachen der Druckfestigkeit normalfester Betone. Die hohe
Leistungsfähigkeit ist das Ergebnis des vor allem hinsichtlich seiner Dichte betontechnologisch
optimierten Mikrogefüges.
In Deutschland sind die rheologischen und mechanischen Materialeigenschaften ultrahochfester
Betone derzeit nicht normativ geregelt. Basierend auf den Ergebnissen des durch die DFG
geförderten Schwerpunktprogramms 1182 „Nachhaltiges Bauen mit Ultra-Hochfestem Beton“
wurde 2008 durch den Deutschen Ausschuss für Stahlbeton e. V. (DAfStb) ein informativer,
umfangreicher Sachstandsbericht [DAf08] zum Stand des Wissens über den neuen Werkstoff
als Heft 561 veröffentlicht. Anders als eine Richtlinie stellt dieser Sachstandsbericht keine
anerkannte Regel der Technik dar und hat keinen bindenden Charakter. Eine neue Richtlinie zu
ultrahochfestem Beton wird derzeit vom DAfStb erarbeitet.
Hauptbestandteil der Festbetonmatrix ist das hochfeste, schnell erhärtende Bindemittel aus
Portlandzement in Kombination mit Hüttensand und Flugasche sowie teilweise puzzolanisch
reaktiven Mikrofüllstoffen. Darüber hinaus ist auch ein erheblicher Anteil unhydratisierter
Zementbestandteile vorhanden. Die grobe oder feine Gesteinskörnung mit einem Größtkorn-
durchmesser dGK ober- oder unterhalb von 1mm ist bei guter Abstimmung der Korngrößen
in einer sehr hohen Packungsdichte angeordnet. Wasser- oder Luftporen sind anders als bei
Normalbeton nicht zu Kapillarporen verbunden. Basierend auf den Erkenntnissen über den
„Reactive Powder Concrete“ (RPC) der 1960er Jahre wird die moderne Betontechnologie stän-
dig weiterentwickelt und optimiert. Die Bildung der besonders hohen Gefügedichte wird vor
allem durch niedrige Wasser-Zement-Werte unterhalb von w/z = 0,25, ausgewählte reaktive und
inerte mineralische Feinststoffe wie beispielsweise Quarzmehl und Silikastaub und den Einsatz
spezieller Betonzusatzmittel, wie z. B. ein Hochleistungsfließmittel, ermöglicht.
Als eine Folge dieser festigkeitssteigernden Gefügeoptimierung ist bei hochfesten und ultra-
hochfesten Betonen die Mikrostruktur der Verbundzone zwischen den Zuschlägen und der
Bindemittelmatrix so verbessert, dass die Rissbildung anders als bei Normalbeton durch die
Gesteinskörnung hindurch verläuft [Leu07], [Jun06], [BFW17]. Die Festigkeit der Gesteinskör-
nung sollte daher mindestens der des Zementsteins entsprechen, um lokale Schwachstellen zu
vermeiden. Während bei normalfestem Beton die Verbundzone zwischen Bindemittelmatrix
und Gesteinskörnung aufgrund von Hohlräumen in der Kornpackung sowie der Ablagerung
von Portlandit und Ettringitbildung an den Kornoberflächen im Allgemeinen eine geringere
Festigkeit aufweist als die übrige Zementsteinmatrix, werden dieser Verbundzone bei UHPC na-
hezu dieselben Materialeigenschaften zugeschrieben wie der übrigen Bindemittelmatrix [Ste13],
[Dro04].
Darüber hinaus wird infolge der Gefügeoptimierung ein ausgeprägtes Schwindverhalten, insbe-
sondere Frühschwinden beobachtet. Dieses Schwindverhalten kann sowohl Schwinddehnungen
als auch Schwindeigenspannungen oder Schwindrisse hervorrufen [KHDB02]. Das Endschwind-
maß ε∞cs von UHPC wird in der Literatur zu etwa 0,7 bis 0,9mm/m angegeben [DAf08]. In
experimentellen Untersuchungen zeigt die Zugabe von Kunststoff- oder Glasfasern eine positive
Beeinflussung des Frühschwindens [KHDB02].
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Sowohl unter einer Druckbeanspruchung als auch unter einer Zugbeanspruchung ist das nahezu
linear-elastische Spannungs-Deformations-Verhalten von ultrahochfestem Beton unmittelbar
bei Erreichen der Festigkeit durch ein sehr sprödes und explosives Versagen gekennzeichnet
[DAf08]. Ursächlich dafür ist die im Vergleich zu Normalbeton verringerte Energiedissipation bei
der Rissbildung. Diese ergibt sich aus der durch die hochfeste Bindemittelmatrix verkleinerten
Rissprozesszone und der Rissentwicklung, die nicht mehr den Korngrenzen folgt und durch
Poren beeinflusst wird. Eine mechanische Kornverzahnung (engl. aggregate interlocking) der
unebenen Rissufer eines aufgehenden Risses tritt bei UHPC nicht mehr in der Form auf wie bei
Normalbeton. Die Rissausbreitung führt daher zu einem schlagartigen Versagen [BFW17].
Dieses wenig duktile Spannungs-Deformations-Verhalten macht den Werkstoff für die praktische
Anwendung nahezu unbrauchbar. Erst die Kombination des ultrahochfesten Betons mit einer
rissüberbrückenden Faserbewehrung, die ein verlangsamtes Bauteilversagen mit Vorankündigung
sicherstellt, macht den als ultrahochfesten faserbewehrten Beton (engl. Ultra-High Performance
Fibre-Reinforced Concrete, UHPFRC) bezeichneten Verbundwerkstoff baupraktisch interessant.
Dabei kommt den Fasern als zusätzliche Komponente des Verbundwerkstoffes die Aufgabe
zu, aufgehende Risse kraftschlüssig zu überbrücken und somit auch nach der Rissentstehung
eine Kraftübertragung zwischen den Rissufern zu ermöglichen. Für diesen Zweck ist das Deh-
nungsvermögen ebenso wie die Zugfestigkeit der rissüberbrückenden Faser von Bedeutung. Ein
maßgebender Einflussfaktor hinsichtlich der Wirksamkeit einer Faserbewehrung ist dabei das
Verbundverhalten der Fasern in der Betonmatrix, vgl. Abschnitt 2.4. Darüber hinaus sind die
Fasermenge, Faserverteilung und Faserorientierung weitere wichtige Kennwerte zur Charakteri-
sierung eines Faserbetons [BFW11]. Sofern nicht durch spezielle Herstellungsverfahren gezielt
beeinflusst, herrscht im Allgemeinen eine homogene Faserverteilung mit dreidimensionaler
Faserorientierung vor, sodass das makroskalige Materialverhalten als näherungsweise isotrop
betrachtet werden kann [BFW11]. Untersuchungen zeigen jedoch, dass herstellungsbedingt
insbesondere im Bereich der Schalungsränder ein eher anisotropes Materialverhalten zu erwarten
ist, da es zu einer transversal isotropen Ausrichtung der Fasern entsprechend der Betonierrichtung
kommen kann, vgl. z. B. [CS07b], [RL20]. Abweichungen von der idealen Faserverteilung und
-orientierung können beispielsweise im Rahmen der Erfassung der Faserwirksamkeit berücksich-
tigt werden, vgl. Kapitel 2.4.
Für die Anwendung in Faserbetonen eigenen sich Fasern aus unterschiedlichen Werkstoffen,
wie beispielsweise aus normal- oder hochfestem Stahl oder Edelstahl, Kohlenstoff, alkali-re-
sistentem Glas, Polypropylen oder Polyvinylalkohol, sofern die Beständigkeit im alkalischen
Milieu des Betons gegeben ist. Neben dieser Hauptvoraussetzung gibt es eine Reihe weiterer
Kriterien, die die Eignung eines Faserwerkstoffes hinsichtlich seiner Funktionalität und Verwend-
barkeit maßgeblich bestimmen, vgl. [BFW17], [KHDB02]. Je nach verwendetem Fasermaterial
kann der erhärtete Faserbeton ein gegenüber unbewehrtem Beton verbessertes Riss- und Nach-
bruchverhalten oder Brandverhalten aufweisen oder sich durch eine optimierte und weniger
schwindanfällige Mikrostruktur hinsichtlich seiner Wasserundurchlässigkeit sowie Schlag- und
Abriebfestigkeit auszeichnen [BFW17]. Häufig kommen daher auch Kombinationen von Fasern
verschiedener Werkstoffe oder Fasern unterschiedlicher Länge oder Geometrie, i. e. sogenannte
Fasercocktails, zum Einsatz, um die für den Anwendungszweck gewünschten Eigenschaften zu
optimieren. Als Faserverstärkung eines ultrahochfesten Betons kommen üblicherweise Fasern
aus kaltgezogenem Walzdraht eines normal- oder häufig hochfesten Stahles oder Edelstahles
zum Einsatz. Die erforderliche Faserlänge bemisst sich dabei üblicherweise in Abhängigkeit
des Größtkorndurchmessers in der Betonmatrix, d. h. sie entspricht dem zwei- bis vierfachen
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Durchmesser des Größtkorns sowie der zu überbrückenden Rissbreite und dem gewünschten
Bruchverhalten des Verbundwerkstoffes [BFW17].
Insbesondere Feinkorn-UHPC werden daher Mikrostahlfasern zugesetzt. Diese können schon
die bei der Erhärtung des Frischbetons entstehenden Schwind- und Zwangseigenspannungen, die
aufgrund der Steifigkeits- und Festigkeitsunterschiede im Bereich der Kontaktzone (engl. interfa-
cial transition zone, ITZ) zwischen Zementstein und Gesteinskörnung als Diskontinuitätsbereich
auftreten, aufnehmen, somit die Spannungsverteilung vergleichmäßigen und die Entwicklung
von Mikrorissen behindern. Damit wird einem Verlust der durch die Zugabe von Stahlfasern
mit im Vergleich zu Beton hohem Elastizitätsmodul vergrößerten Steifigkeit vorgebeugt, was
in Verbindung mit hohen Fasergehalten auch eine Steigerung der Zugfestigkeit zur Folge hat
[BFW17].
Eine Riss- oder Bruchprozesszone (engl. fracture process zone, FPZ) als Wurzel eines aufge-
henden Risses entsteht bei Belastungen im Bereich einer durch Kerben, Fehlstellen und Vor-
schädigungen in Form von Mikrorissen induzierten Schwachstelle im Gefüge [Leu07]. Je nach
Rissöffnung beteiligen sich eine oder mehrere rissüberbrückende Fasern sowie die Resttragfähig-
keit des mitwirkenden Betons zwischen den Rissufern (engl. tension stiffening) am Lastabtrag
[BFW17]. Das Energieabsorptionsvermögen der beteiligten Fasern entscheidet schließlich dar-
über, ob infolge weiterer Laststeigerungen eine zunehmende Rissöffnung bis hin zur Bildung
eines einzelnen Makrorisses erfolgt oder eine zusätzliche Rissprozesszone ausgebildet wird
[Bäu02]. Wenn auch die Rissufer eines solchen Risses durch die zugesetzten Fasern (bei überkri-
tischen Fasergehalten und/oder große Faserlängen) kraftschlüssig überbrückt werden können,
können mehrere dieser makroskopischen Risse entstehen. Bei Laststeigerung leitet die weitere
Öffnung der Makrorisse das bei Erreichen der Zugfestigkeit des schwächsten verbleibenden
Querschnittes eintretende Bauteilversagen ein [Leu07].
Derjenige Fasergehalt, bei dem die vom Beton nicht mehr übertragbaren Zugspannungen in ei-
nem aufgehenden Makroriss gerade durch die rissüberbrückenden Fasern aufgenommen werden,
wird als kritischer Fasergehalt bezeichnet. Anders als bei normalfestem Beton werden bei UHPC
insbesondere aufgrund des verbesserten lokalen Verbundwiderstandes häufig bei annehmbarer
Frischbeton-Verarbeitbarkeit überkritische Fasergehalte angestrebt. Neben der Steigerung der
Zug- und Biegezugfestigkeit, welche sich experimentellen Untersuchungen zufolge, z. B. in
[Spe08], auch auf die Drucktragfähigkeit positiv auswirkt sowie der zudem erhöhten Duktilität
und des robusteren Nachbruchverhaltens wird bei als hochduktil bezeichneten Betonen mit über-
kritischen Fasergehalten eine Neigung zur Mehrfachrissbildung (nach JUNGWIRTH entsprechend
ihrer faseraktivierenden Funktion als Mesorisse bezeichnet [Jun06]) anstelle der Ausbildung
eines einzelnen lokalisierten Makrorisses beobachtet [BFW17]. Typische Rissverläufe weisen
daher Verästelungen, Aufsplittungen und Versätze auf [Win98], [Leu07].
Die Zugtragfähigkeit des Verbundwerkstoffes wird bei ausreichend hohem Fasergehalt und
homogener Faserverteilung durch den Verbund zwischen den Komponenten bestimmt [BFW17].
Hinsichtlich der Verbesserung des Nachbruchverhaltens wird dabei das Herausziehen der riss-
überbrückenden Fasern angestrebt, das ein duktiles Versagen mit Vorankündigung sicherstellen
soll. Unerwünscht ist dagegen das plötzliche Reißen der auf Zug beanspruchten benachbarten
Fasern in einer schnell ablaufenden Kettenreaktion [Leu07]. Zur Erfassung der Zugtragfähig-
keit auf Basis des Rissüberbrückungspotenzials durch die Fasern ist die genaue Kenntnis des
Verbundverhaltens zwischen den beiden Werkstoffen Stahl und UHPC sowie das Verständnis
des charakteristischen Auszugverhaltens der Fasern erforderlich [BS14]. Wesentliche Einfluss-
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faktoren sind dabei die Oberflächenbeschaffenheit und Geometrie der Fasern sowie auch deren
Dehnungsvermögen und Zugfestigkeit. Weitere den Verbundwiderstand beeinflussende Merkma-
le sind in Kapitel 3.4 aufgeführt. Ein detaillierter Überblick über das Material- und Tragverhalten
von UHPFRC wird im folgenden Kapitel gegeben.
Obwohl der Verbundwerkstoff UHPFRC als High-Tech Material gegenüber normalfestem Stahl-
beton bedingt durch die Verwendung hochwertiger Ausgangsstoffe, großer Fasermengen und
durch aufwändigere Herstellungsprozesse vergleichsweise kostenintensiv ist, überwiegen für
spezielle Anwendungsgebiete die signifikanten Vorteile hinsichtlich der Leistungsfähigkeit, Res-
sourceneffizienz und Dauerhaftigkeit [DAf08]. Oft wird dabei aus Gründen der Wirtschaftlichkeit
auf eine Formgebung der beigemischten, häufig ohnehin hochfesten Fasern verzichtet, weshalb
sich die Verwendung gerader Mikrostahlfasern mit glatter Oberfläche im Verbundwerkstoff
UHPFRC durchgesetzt hat, vgl. auch Kapitel 2.4. Darüber hinaus sind weitere Ansätze wie das
Vorspannen der Fasern durch Beeinflussung des Quellvermögens der UHPC-Matrix, eine gezielte
Wärmebehandlung und die effiziente Kombination von Faserbewehrung und konventioneller
Bewehrung mit Stabstahl oder mit einer Vorspannung durch Spannstahl derzeit Gegenstand der
Forschung [BFW17].
2.2 Material- und Tragverhalten
Das Materialverhalten eines Faserverbundwerkstoffes ist wesentlich durch das Zusammenwirken
seiner Komponenten geprägt. Im Allgemeinen werden drei Phasen unterschieden. Im Initialzu-
stand nach der Fertigung des Komposits beteiligen sich die Komponenten entsprechend ihrer
Steifigkeit und ihrem Volumenanteil gleichermaßen am Lastabtrag. Bei Überschreitung der
Verbundfestigkeit beginnt die Ablösung der Fasern von der Matrix und schließlich werden
Relativverschiebungen zwischen den Komponenten generiert, die die Makrorissbildung des
Verbundwerkstoffes einleiten.
Entscheidend für die Erschließung neuer Anwendungsgebiete für den Hochleistungswerkstoff
UHPFRC ist das Tragverhalten in komplexen Beanspruchungssituationen, vgl. Kapitel 2.1.
Beispielsweise erfahren schlanke Stützen häufig schon infolge von material- und herstellungsbe-
dingten Imperfektionen eine zusätzliche Biegebeanspruchung, während gedrungene Bauteile
vergleichsweise unempfindlich gegenüber den genannten Abweichungen sind. Die Entwicklung
des UHPFRCs zielt daher vor allem auch auf die Verbesserung des Zugtragverhaltens von
Kompositwerkstoffen ab. Im Folgenden wird das Materialverhalten unter statischen Zug- und
Druckbeanspruchungen sowie unter Ermüdungsbeanspruchung zusammenfassend vorgestellt.
2.2.1 Zugtragverhalten
Ultrahochfester Beton ist ein für die Aufnahme extrem großer Druckbeanspruchungen prä-
destinierter Werkstoff, der nur in Verbindung mit einer Komponente für die Aufnahme von
Zugbeanspruchungen, wie beispielsweise Bewehrung oder Ummantelung, für komplexe Bean-
spruchungssituationen geeignet ist. Insbesondere das Zugtragverhalten wird durch die Bewehrung
mit überkritischen Fasergehalten in erheblichem Maße beeinflusst, vgl. Abbildung 2.1. In ih-
rem charakteristischen Zugtragverhalten unterscheiden sich Grobkorn- und Feinkornbetone
unabhängig von der Faserzugabe nur unwesentlich voneinander, daher wird üblicherweise auf
eine Differenzierung verzichtet [DAf08]. Allerdings gilt die Festigkeit des Zementsteins unter
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anderem durch die Faserzugabe als so gesteigert, dass insbesondere bei Grobkorn-UHPC entste-
hende Risspfade in Richtung der Korngrenzen verschoben werden, was mit einer reduzierten
Bruchfestigkeit einhergeht [BFW17].
Das in Abbildung 2.1 schematisch dargestellte einaxiale Zugtragverhalten von ultrahochfestem
Faserbeton und unbewehrtem UHPC fasst die Modellvorstellungen und aus experimentellen
Untersuchungen heraus entwickelten Beschreibungsansätze aus der Literatur zusammen, vgl.
beispielsweise [DAf08], [Leu07], [Jun06], [Naa03]. Mit der Betrachtung des Werkstoffes als
Kontinuum kann die Deformation des Materials unter einer Zugbeanspruchung verschmiert
als Dehnung beschrieben werden, die sowohl die Dehnung der Betonmatrix als auch eine














Abbildung 2.1: Charakteristisches einaxiales Zugspannungs-Dehnungs-Verhalten von UHPC
und UHPFRC mit überkritischem Fasergehalt
Die charakteristische Zugfestigkeit eines unbewehrten, ultrahochfesten Betons wird entscheidend
durch die Inhomogenität des Werkstoffes und herstellungsbedingte Fehlstellen oder Mikroris-
se bestimmt und ist somit zum Teil signifikanten Streuungen unterworfen. Die bei zunächst
linear-elastischem Materialverhalten entstehenden Rissprozesszonen führen schnell und ohne
ausgeprägte Dehnungen des Materials zur Ausbildung eines Trennrisses, der schließlich das
Zugversagen des schwächsten Querschnittes markiert, vgl. Abbildung 2.1, gestrichelte Linie.
Im Gegensatz dazu weist das charakteristische Zugtragverhalten von überkritisch faserbewehr-
tem, ultrahochfesten Beton, dargestellt mit durchgezogener Linie in Abbildung 2.1, drei Phasen
mit jeweils unterschiedlicher Beteiligung der Matrix und der Fasern am Lastabtrag auf, vgl.
[Leu07], [Naa03]. Der ungerissene Werkstoff verhält sich zunächst linear-elastisch, wobei die
Dehnungen mit einem geringfügig vergrößerten Elastizitätsmodul proportional zu den Zug-
spannungen wachsen und die Fasern sich entsprechend ihrer Dehnsteifigkeit im Verhältnis zur
Gesamtsteifigkeit des Werkstoffes am Lastabtrag beteiligen, vgl. Kapitel 2.3. Mit Ausbildung
einer ersten Rissprozesszone durch das Zusammenwachsen von Mikrorissen im Bereich von
Gefügeschwachstellen beginnt die zweite Phase des Zugtragverhaltens, die eine Ausrundung
des linear-elastischen Pfades repräsentiert [Leu07]. Durch die kraftschlüssige Verbindung der
Rissufer mithilfe der Fasern, die schon bei geringen Rissöffnungen zunehmend aktiviert werden,
führt anstelle der bei normalfestem Faserbeton typischen Entfestigung vor der Faseraktivierung
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aufgrund des hohen Fasergehaltes eine Verfestigung des Materials zur Möglichkeit weiterer
Laststeigerungen [Jun06], vgl. Kapitel 3.
Der Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Linie in der Faseraktivierungsphase ist abhängig vom
Fasergehalt und der Faserverteilung, die natürlichen Streuungen unterliegt. Die Bildung wei-
terer Rissprozesszonen und das simultane Vernähen von Mesorissen durch kraftübertragende
Faserbrücken im Rahmen der Mehrfachrissbildung prägen das wachsende Rissbild und die
Charakteristik des durch die Verfestigung noch ansteigenden Astes in der Spannungs-Dehnungs-
Kennlinie mit wiederkehrender Abfolge von Spannungssteigerung und -abfall durch Rissöff-
nungen. Erst mit der Lokalisierung und Öffnung eines Makrorisses setzt die entfestigende dritte
Phase ein. Das duktile Versagen wird durch den allmählichen Auszug der den sich öffnenden
Makroriss überbrückenden Fasern bestimmt und hängt damit maßgeblich vom Verbundverhalten
zwischen Faseroberfläche und der umgebenden Betonmatrix ab. Bei Überschreitung der Zug-
festigkeit des schwächsten verbleibenden Querschnittes versagt die Struktur schließlich durch
Ausbildung eines Trennrisses [Leu07]. Die Ausprägung des abfallenden Astes ist dabei wie das
Verfestigungspotenzial von Fasergehalt, Faserverteilung und den dadurch bedingten Streuungen
der Zugfestigkeit abhängig. In Abbildung 2.1 ist ein typischer Verlauf der Spannungs-Dehnungs-
Kennlinie ohne Berücksichtigung von Streubereichen dargestellt, vgl. [DAf08].
2.2.2 Drucktragverhalten
Das durch die Faserbewehrung direkt veränderte Tragverhalten unter zentrischen Zugbean-
spruchungen spiegelt sich auch im Materialverhalten unter Druck-, Biege- oder Torsionsbean-
spruchung wider, vgl. beispielsweise [DAf08], [FST+05]. Die folgende Abbildung 2.2 zeigt
das Tragverhalten unter einer einaxialen Druckbeanspruchung von unbewehrtem UHPC und
UHPFRC im Vergleich, welches für den vorbestimmten Einsatz von ultrahochfestem Beton in
druckbeanspruchten Bauteilen essenziell ist. In Abbildung 2.2 wird analog zu Abbildung 2.1 auf













Abbildung 2.2: Charakteristisches einaxiales Druckspannungs-Stauchungs-Verhalten von UHPC
und UHPFRC mit überkritischem Fasergehalt
Nach RIEDEL & LEUTBECHER ist die Druckfestigkeit signifikant abhängig von der Faservertei-
lung und -orientierung, sofern infolge der Herstellung anisotropes Materialverhalten zu erwarten
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ist [RL20]. Eine Abhängigkeit des Drucktragverhaltens von einer lokalen Anisotropie innerhalb
der Struktur ist hingegen nicht bekannt.
Der Einsatz von hochfestem Stahl, der gekennzeichnet ist durch ein großes elastisches Dehnpo-
tenzial und ein fehlendes Fließplateau, ist nach JUNGWIRTH für die Anwendung beim Verbund-
werkstoff UHPFRC zu empfehlen [Jun06]. Während die Zugfestigkeit hochfester Stahlfasern
ein Vielfaches der Zugtragfähigkeit von unbewehrtem UHPC beträgt, kann den Fasern im All-
gemeinen aufgrund ihrer Schlankheit keine Drucktragfähigkeit zugesprochen werden. Bis zu
einer Beanspruchung von 70 bis 80% der Druckfestigkeit verhält sich der ungerissene, ultra-
hochfeste Beton linear-elastisch (normalfester Beton bis ungefähr 50% der Druckfestigkeit) und
weist keinen signifikanten Einfluss durch die Faserbewehrung auf [DAf08]. Erst bei weiterer
Laststeigerung werden infolge einer einsetzenden Mikrorissbildung Querdehnungen messbar
und die rissüberbrückenden Fasern aktiviert. Unbewehrter UHPC versagt bei Erreichen der
Druckfestigkeit schließlich explosionsartig [DAf08]. In Abhängigkeit des Fasergehaltes und der
Faserverteilung kann das explosive Versagen bei UHPFRC verhindert werden, da die Fasern die
auftretenden Querzugspannungen aufnehmen und die Ausbildung des Rissbildes verzögern, bis
bei Erreichen der Querzugfestigkeit in einem lokalisierenden Makroriss der Faserauszug erfolgt.
Aufgrund dieser Effekte kann durch die Faserzugabe die Druckfestigkeit von UHPC geringfügig
gesteigert werden.
Das Nachbruchverhalten bei Druckbeanspruchungen weist so wie auch das Zugtragverhalten
eine infolge der Faserbewehrung signifikant verbesserte Robustheit auf. Ähnliche Effekte sind
auch beim Biegetragverhalten infolge der vergrößerten Biegezugfestigkeit und beim Tragver-
halten unter Torsionsbeanspruchung zu beobachten. Maßgebend für die Charakteristik des
Nachbruchverhaltens ist das Faserauszugverhalten. Wie auch die Faseraktivierung hängt das
Auszugverhalten von der Homogenität der Faserverteilung, der Faserausrichtung und dem
Fasergehalt ab. Insbesondere bei ungerichteter Faserorientierung sind Rückschlüsse auf das
Auszugverhalten oder Verbundverhalten allein auf Basis des Zugtragverhaltens nicht möglich,
vgl. Kapitel 3.1 und 6.3. Die gegenseitige Beeinflussung benachbarter Fasern beeinträchtigt die
potenzielle Fasertragwirkung ebenso wie Imperfektionen im Betongefüge und ungleichmäßige
Abstände zwischen rissüberbrückenden Fasern. Kriterien zur Bewertung der Faserwirksamkeit
sowie Ansätze aus der Literatur werden in Kapitel 2.4 gegeben.
2.2.3 Ermüdungsverhalten
Die der Betonermüdung zugrunde liegenden Schädigungsphänomene sind bislang nicht abschlie-
ßend geklärt [Hee17]. Die Art der am Ermüdungsvorgang beteiligten Schädigungsmechanismen
ist nach bisherigen Erkenntnissen bei normalfestem und hoch- oder ultrahochfestem Beton
vergleichbar [Fit12]. Charakteristische Ermüdungsphänomene sind die sukzessive Zerstörung
des Verbundes zwischen Matrix und Zuschlägen sowie die Fortpflanzung und Aufweitung der
schwind- und lastinduzierten Mikrorisse zu Makrorissen.
In der folgenden Abbildung 2.3 ist die qualitative Verformung von unbewehrten Betonquer-
schnitten verschiedener Festigkeiten infolge einer Ermüdungsschädigung über die bezogenen
Lastwechsel dargestellt. Nach dem grundsätzlich wie bei Normalbeton (engl. normal strength
concrete, NSC) und hochfestem Beton (engl. high strength concrete, HSC) auftretenden dreipha-
sigen Ermüdungsverhalten mit der Rissentstehung (Phase I), dem stabilen Rissfortschritt (Phase
II) sowie dem instabilen und progressiven Risswachstum (Phase III) versagt der zugbeanspruchte
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Querschnittsbereich eines ultrahochfesten Betons (engl. ultra-high strength concrete, UHSC)
schlagartig mit der Bildung eines Trennrisses [Fit12], [FST+05].
Dabei fallen die Ermüdungsdehnung und die messbare Verschiebung δ infolge einer Verkürzung
der instabilen Rissentwicklungsphasen I und III sowie durch den flacheren Verlauf der stabilen
Ermüdungsphase II insgesamt geringer aus [Thi16], [Fit12], vgl. Abbildung 2.3. Die gleichför-
mige Ermüdung in Phase II ist dabei auch durch das zeitabhängige Verformungsverhalten, i. e.
Kriechen und Relaxation, und die Festigkeitssteigerung und Steifigkeitsänderung infolge der
Nacherhärtung des Zementsteins geprägt, sodass aufgrund von irreversiblen oder verzögerten
viskosen Verformungen das Mikrogefüge bei sich öffnenden und schließenden Mikrorissen
gelockert und schließlich geschädigt wird [Fit12], [Thi16]. Das Auftreten von mikroskaligen
Gefügeveränderungen wie etwa einer Verfestigung des Zementsteins in direkter Rissumgebung
ist derzeit Gegenstand der Forschung, vgl. [SRRSD19].
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Abbildung 2.3: Qualitative Verformung durch von Ermüdungsschädigung über Lastwechsel für
unbewehrten Beton mit verschiedenen Festigkeiten nach [Fit12]
Experimentelle Untersuchungen zum Tragverhalten von UHPFRC unter Ermüdungsbeanspru-
chungen liegen bislang nur in begrenztem Umfang vor und unterliegen analog zum unbewehrten
Beton aufgrund der ausgeprägten Heterogenität des Gefüges und der daraus resultierenden
Anisotropie der Materialeigenschaften häufig signifikanten Streuungen. Einen Überblick über
die Erkenntnisse zur Ermüdung von normalfestem Beton mit und ohne Faserbewehrung geben
LEE & BARR [LB04]. Sie diskutieren verschiedene, zum Teil widerstrebende Auswirkungen der
Faserbewehrung auf das Ermüdungsverhalten des Betons. Einerseits kann die Beimischung von
Fasern die Verteilung und Dichte von Poren und Fehlstellen im Gefüge ungünstig beeinflussen;
andererseits wirkt sich das rissüberbrückende und -bremsende sowie energiedissipierende Verhal-
ten der Fasern günstig auf das Ermüdungsverhalten des Verbundwerkstoffes aus [LB04]. Diese
positiven Effekte werden insbesondere in zugbeanspruchten Querschnittsbereichen bei Biegever-
suchen und vornehmlich während der ersten etwa 100 Zyklen der Ermüdungsbeanspruchung,
d. h. im Bereich von Low-Cycle-Fatigue, beobachtet [LB04]. Darüber hinaus ist in experimen-
tellen Untersuchungen häufig keine signifikante Verbesserung der Ermüdungsfestigkeit durch
die Faserbewehrung festgestellt worden [LB04].
Untersuchungen zum Ermüdungsverhalten von schnell erhärtendem, faserbewehrten Beton sind
von NAAMAN & HAMMOUD an ungekerbten Vier-Punkt-Biegezugversuchen durchgeführt wor-
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den. Sie geben Hinweise darauf, dass im Vergleich zu unbewehrten Betonproben durch die
Faserzugabe trotz möglicher Vorschädigungen insgesamt eine Verbesserung der Ermüdungs-
festigkeit zu erwarten ist [NH98]. LAPPA untersucht das Biegetragverhalten von hochfestem
Faserbeton unter statischer und zyklischer Beanspruchung und hebt die besondere Bedeutung
des Verbundverhaltens zwischen Fasern und Matrix für das Ermüdungsverhalten hervor [Lap07].
In experimentellen Untersuchungen von UHPFRC unter zyklischen Zugbeanspruchungen beob-
achten MAKITA & BRÜHWILER an der Bruchfläche zusätzliche, durch Fasern hervorgerufene
Schädigungsphänomene wie etwa Matrixabplatzungen und -vermahlungen bei geneigten, riss-
überbrückenden Fasern sowie eine verstärkte Abrasion von Faser und Matrix im Bereich des
Faseraustrittsortes infolge von wechselnden Relativverschiebungen [MB14]. Durch Spannungs-
umlagerungen zwischen Materialbereichen mit ungleicher Faserverteilung und Tragkapazität
verbessert danach das Ermüdungsverhalten [MB14].
Die ertragbare Lastspielzahl einer Ermüdungsbeanspruchung in Abhängigkeit des Spannungs-
niveaus und der Spannungsamplitude erlaubt die Abschätzung der Schwingfestigkeit eines
Baustoffes. In logarithmischer Darstellung der Wöhlerlinie ist üblicherweise bei Bereichen mit
nahezu konstanter Neigung die Abgrenzung charakteristischer Kennwerte wie der Kurzzeit-
festigkeit, der Zeitfestigkeit und der Dauerschwingfestigkeit voneinander möglich. Für Beton
kann nach bisherigen Forschungsergebnissen nur die Abschätzung der Ermüdungsfestigkeit
im Zeitbereich erfolgen, wobei in halblogarithmischer Darstellung die Lastwechselzahl N für
bestimmte Ober- und Unterspannungen abgelesen werden kann [KK02], [Fit12].

































Abbildung 2.4: Wöhlerlinien mit Anteilsbereichen für σo/ fctm = 0,6 von unbewehrtem und
stahlfaserbewehrtem, normal- und ultrahochfesten Beton nach [Fit12]
Die obenstehende Abbildung 2.4 von FITIK zeigt die Wöhlerlinie für die auf die mittlere Be-
tonzugfestigkeit fctm bezogene Oberspannung σo/ fctm = 0,6 für einen ultrahochfesten Beton
mit und ohne Stahlfasern in Abhängigkeit des Absolutwertes der auf die mittlere Zylinderdruck-
festigkeit fcm bezogenen Unterspannung |σu/ fcm| bei einer Zug-Druck-Wechselbeanspruchung
[Fit12]. Zum Vergleich sind außerdem Wöhlerlinien für normalfesten Beton in schwarz darge-
stellt. Während der Einfluss der Stahlfasern auf die Ermüdungsfestigkeit bei Wechselbeanspru-
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chung scheinbar gering ist, ist insgesamt eine vergrößerte Neigung der Regressionsgeraden zu
erkennen [Fit12].
Experimentelle Untersuchungen von WEFER bzgl. der Auswirkungen einer Faserverstärkung auf
das Ermüdungsverhalten von UHPC unter einer Druckschwellbeanspruchung zeigen ebenfalls
keine signifikante Beeinflussung der Ermüdungsfestigkeit, lassen allerdings den Rückschluss
zu, dass bei UHPC der Mechanismus der Rissinitiierung durch Fasern gegenüber der Rissüber-
brückung dominiert [Wef10]. FITIK stellt bei wechselnder Druck- und Zugbeanspruchung im
Vergleich zu Zug- oder Druckschwellbeanspruchungen eine Beschleunigung des Schädigungs-
fortschrittes fest, verursacht durch die unterschiedliche Orientierung der entstehenden Mikrorisse,
auftretenden Kerbspannungen im Bereich der Risswurzeln sowie durch Druckbeanspruchungen
bei behinderter Rissschließung infolge von Gefügelockerungen [Fit12].
Untersuchungen der Schädigungsentwicklung von UHPFRC unter zyklischer Beanspruchung
sind von KRAHL ET AL. veröffentlicht worden [KCE18]. Die Untersuchungsreihe umfasst zykli-
sche Zug-, Biegezug- und Druckversuche an jeweils typischen Versuchskörpern aus UHPFRC,
i. e. Zugknochen, Balkenprisma oder Druckzylinder [KCE18]. Ergebnisse der weggesteuerten
Versuchsdurchführung für zugschwellbeanspruchte Probekörper mit unterschiedlichen Faserge-
halten sind beispielhaft in Abbildung 2.5 dargestellt. Weitere Ergebnisse zu Ermüdungsversuchen
unter Druckschwell- und Biegezugbeanspruchungen sind den genannten Literaturstellen zu ent-
nehmen, vgl. [KCE18], [KGC19].
Abbildung 2.5: Experimentell ermittelte Spannungs-Dehnungs-Linien für UHPFRC mit ver-
schiedenen Fasergehalten unter zyklischer Zugbeanspruchung aus [KCE18]
Aus den in Abbildung 2.5 dargestellten Ergebnissen können direkt Rückschlüsse auf die Fa-
sertragwirkung im Zugbereich abgeleitet werden. Mithilfe von Messungen der reversiblen und
bleibenden Dehnungen bei Be- und Entlastung wird dazu auf den Elastizitätsmodul Ec des
geschädigten Materials geschlossen. In Abbildung 2.6 ist die Schädigungsvariable dt, die nach
dem Prinzip der Dehnungsäquivalenz über die Degradation der Steifigkeit im Bezug auf den
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berechnet wird, für zwei verschiedene Faserbetone mit Fasergehalten von Vf = 1Vol.−% und
Vf = 2Vol.−% über die im Prüfbereich gemessene Dehnung dargestellt [KCE18].
KRAHL ET AL. unterscheiden drei Ermüdungsphasen, i. e. die nahezu linear-elastische Phase mit
ersten sichtbaren Rissen, die anschließende Multirissbildung und Verfestigung sowie schließlich
mit einsetzender Makrorissbildung und -öffnung die Faserauszugphase [KCE18]. In Abbildung
2.6 sind die ermittelten Werte der Schädigungsvariablen dt an den Übergängen zwischen diesen
Phasen für dieselben Faserbetone wie in Abbildung 2.5 angezeichnet. Im Vergleich der Ergebnis-
se mit den unterschiedlichen Fasergehalten wird die zunächst verstärkte Schädigungsentwicklung
bei hohem Fasergehalt auf den erhöhten Volumenanteil an geschwächten Bereichen, u. a. Po-
ren, Fehlstellen und die Kontaktzonen der Materialkomponenten zurückgeführt, während der
verlangsamte Schädigungszuwachs in Phase II auf die rissüberbrückende Wirkung der Fasern
schließen lässt und die positive Wirkung höherer Fasergehalte zeigt [KCE18].
Abbildung 2.6: Experimentell ermittelte Schädigungsentwicklung bei UHPFRC mit verschiede-
nen Fasergehalten unter zyklischer Zugbeanspruchung aus [KCE18]
Durch den Zusatz von Fasern kann analog zum statischen Tragverhalten auch bei Ermüdungsbe-
anspruchung eine rissbremsende Wirkung entfaltet werden, die mit einem geringeren Steifigkeits-
verlust infolge der Gefügelockerung einhergeht [Fit12]. Beeinflusst wird das Ermüdungsverhalten
von UHPFRC neben den auch für das statische Tragverhalten maßgebenden Einflussparametern,
wie beispielsweise die Geometrie, Menge und Orientierung der verwendeten Fasern, vor allem
durch die Art, Höhe und Frequenz der wiederholten Beanspruchung. Weiterhin werden feuchte-
und wärmeinduzierte Ermüdungsphänomene bei UHPC beobachtet [Thi16], [Hoh04]. So behin-
dert das dichte und kapillarporenarme Gefüge Spannungsumlagerungen durch den Transport
von Porenwasser oder Wasserdampf, vgl. [TO19], [DTS19].
Bei entsprechend großer Rissöffnung kann während einer erneuten Rissschließung im ungünsti-
gen Fall auch eine Schädigung der Faser durch Knicken oder eine Zerstörung der Betonoberfläche
im Riss durch anstoßende Faserspitzen oder knickende Fasern auftreten. Das Ermüdungsversagen
von Faserbetonen im Zugbereich ist wie bei statischer Beanspruchung durch den fortschreitenden
Faserauszug im Makroriss gekennzeichnet, wobei die verbleibende Lebensdauer eines gerissenen
Faserbetons durch die Verbundermüdung signifikant reduziert wird [Fit12]. Auf die Ermüdung
des Verbundes zwischen Stahlfasern und der ultrahochfesten Betonmatrix wird in Kapitel 3.5
näher eingegangen.
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2.3 Materialmodelle und Bemessungsansätze
Die geplante neue DAfStb-Richtlinie für ultrahochfesten Beton mit und ohne Faserverstärkung
wird sowohl Anforderungen und Toleranzen für wesentliche Materialkennwerte definieren als
auch Modelle für die Bemessung in der Tragwerksplanung festlegen [DAf08]. Insbesondere
die Entwicklung eines ausgewogenen Bemessungskonzeptes, das ausreichende Sicherheit mit
möglichst optimaler Wirtschaftlichkeit in Verbindung bringt, ist derzeit Bestandteil von regen
Fachdiskussionen. So sind bereits eine ganze Reihe von Modellansätzen in der Literatur vorhan-
den. Die grundsätzlichen Konzepte für die Erfassung der Fasertragwirkung werden in diesem
Kapitel vorgestellt.
Im Hinblick auf das Tragverhalten von faserverstärktem UHPC stellt die Erfassung und Be-
rücksichtigung der Fasertragwirkung die Kernfragestellung dar. Anders als normalfester Stahl-
faserbeton weist UHPFRC nach der Erstrissbildung ein verfestigendes Materialverhalten auf,
das signifikant für die Ausnutzung des Leistungspotenzials dieses Faserverbundwerkstoffes ist.
Demgegenüber verlangt die herstellungs- und materialbedingte Inhomogenität des Faserver-
bundwerkstoffes eine hinreichende Sicherheit im Bezug auf tragfähigkeitsrelevante Streuungen.
Dem aktuellen Forschungsstand entsprechend werden ergänzend zu den vorliegenden Bemes-
sungskonzepten am Ende dieses Kapitels empirisch hergeleitete Ansätze zur Erfassung der
Faserwirksamkeit dargelegt.
2.3.1 Modellierungskonzepte
Die Beschreibung des mechanischen Materialverhaltens des Faserverbundwerkstoffes UHPFRC
kann auf drei Ebenen erfolgen, wobei die detaillierte Auflösung des Mikrogefüges im Zement-
stein aufgrund des Skalenunterschiedes zu den betrachteten Stahlfasern nicht dazu gezählt wird
[KHDB02]. Im Rahmen der Materialwissenschaften ist die Modellbildung auf der Ebene des Me-
sogefüges entweder mit diskret aufgelösten Zuschlagskörnern, umgebender Zementmatrix und
Kontaktzonen oder verschmiert mit als homogen betrachteter Betonmatrix für spezielle numeri-
sche Untersuchungen hinsichtlich des Verständnisses des Materialverhaltens von Interesse, vgl.
Kapitel 3. Für die baupraktische Bemessung von UHPFRC-Bauteilen im Rahmen der Tragwerks-
analyse eignen sich dagegen Modellansätze auf der Makroebene besser [KHDB02]. Während die
Modellierung von normalfestem Stahlfaserbeton in der Regel den Entfestigungsbereich im Span-
nungs-Deformations-Verhalten erfasst, ist bei ultrahochfestem Faserbeton sowohl verfestigendes
als auch entfestigendes Materialverhalten (engl. strain-hardening behaviour, strain-softening
behaviour) zu beschreiben, vgl. z. B. [AFG13], [Leu07], [OE15].
Die Erfassung der werkstofftypischen Ver- und Entfestigung unter Zugbeanspruchung mit
Aktivierung der Faserverstärkung kann dabei unter Verwendung diskreter oder verschmierter
Rissmodelle der nichtlinearen Bruchmechanik erfolgen. Dabei wird das Nachbruchverhalten mit-
hilfe von Spannungs-Rissöffnungs-Beziehungen charakterisiert. Als dritte Möglichkeit kommt
die Bestimmung einer verallgemeinernden Spannungs-Dehnungs-Kennlinie infrage, welche
die Bemessung von Strukturen aus UHPFRC in der Baupraxis stark vereinfachen. Nach SLO-
WIK unterscheiden sich die beschriebenen Vorgehensweisen hinsichtlich ihres Modellierungs-
und Berechnungsaufwandes, aber auch in der numerischen Genauigkeit durch die Abhängig-
keit von speziellen Modellparametern und der gewählten Diskretisierung in dreidimensionalen
numerischen Modellen [KHDB02].
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Entsprechend der Einteilung des charakteristischen Zugtragverhaltens von Faserbeton in drei
sukzessiv ablaufende Phasen, vgl. Abbildung 2.1, orientiert sich die Modellierung häufig an
unterschiedlichen Konzepten für den ungerissenen und den gerissenen Zustand des Faserbetons.
Die Beschreibung des Materialverhaltens des ungerissenen Verbundwerkstoffes kann kontinu-
umsmechanisch und unter Ausschluss von Relativverschiebungen zwischen den Oberflächen
der Komponenten Matrix und Fasern erfolgen. Dahingegen ist eine verschmierte Betrachtung
der infolge von Mikrorissbildung und schließlich Risslokalisierung auftretenden Spannungs-
und Dehnungsverteilung im Rahmen der Kontinuumsmechanik nur näherungsweise und bei
Bestimmung einer Bezugslänge, die eine Umrechnung zwischen Rissöffnung und äquivalenter
Dehnung erlaubt, möglich.
Der ungerissene Faserbeton weist ein näherungsweise linear-elastisches Spannungs-Deforma-
tions-Verhalten auf. Die Elastizitätsgrenze des ultrahochfesten, faserbewehrten Betons reprä-
sentiert dabei die Erstrissbildung der Matrix, d. h. das Ende des Zustandes I, und ist bei hohen
Fasergehalten als Folge der Versteifung des Materials geringfügig größer als die Erstrisszugfestig-
keit des unbewehrten UHPCs. Als charakteristische Größe wird diese Zugfestigkeit in Frankreich
als elastische Grenzfestigkeit fct,el (frz. résistance limite élastique, engl. elastic strength) be-
zeichnet [AFG13], während in Deutschland die Bezeichnung Rissspannung σcf,cr des ideellen
Querschnittes [DAf08], [LF09] oder auch seltener Proportionalitätsgrenze oder näherungsweise
Matrixzugfestigkeit fct [fib13], [OME19] gebräuchlich ist. Dabei wird im MODEL CODE 1990
und 2010 für den elastischen Bereich ein bilinearer Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Kennlinie
mit Knick bei σct = 0,9 · fct angegeben [fib13], [fib93].
Im ungerissenen Zustand I beteiligen sich Fasern und Matrix entsprechend ihren Dehnsteifigkei-
ten Ef und Em sowie ihrer Volumenanteile Vf und Vm = 1−Vf am Lastabtrag [Har86], [BFW17].
Unter der Voraussetzung linear-elastischen Materialverhaltens beider Komponenten und idealen,
starren Verbundes lassen sich die Traganteile von Fasern und Matrix bei Anwendung des „Com-
posite-Concept“ (CC) addieren, sodass die Zugspannung des Komposits σges in Abhängigkeit
der Dehnung εges als
σges = (Ef ·Vf +Em · (1−Vf)) · εges (2.2)
angeben, vgl. [BFW10], [Har86]. Nach REINHARDT ist die zufällige Faserorientierung bei
homogener, isotroper Faserverteilung durch den Abminderungsfaktor η = 0,5 für die Fasertrag-
wirkung zu berücksichtigen [BFW10]. HARTWICH schlägt einen Orientierungseinflussfaktor ηo
zur Berücksichtigung der Abweichung der Faserausrichtung von der Beanspruchungsrichtung,
mit Werten zwischen 1,0 für eindimensionale Ausrichtung der Fasern und 0,2 bei zufälliger,
dreidimensionaler Faserorientierung sowie einen Längeneinflussfaktor η` zur Erfassung der ab-
weichenden Faserspannung in Fasern unterschiedlicher Länge mit üblichen Werten zwischen 0,8
und 1,0 vor [Har86]. Die Rissspannung bei Erstrissbildung, i. e. wenn die Matrixspannung σm die
Betonzugfestigkeit fct erreicht und das stabile Mikrorisswachstum einsetzt, nimmt demzufolge
im Vergleich zur unbewehrten Betonmatrix um den Faktor γ mit







zu, wobei HARTWICH entsprechend η = ηo ·η` in die oben stehende Gleichung (2.3) einzu-
setzen wäre [Har86], [BFW10]. Nach HARTWICH fällt der Beginn der Rissbildung nicht mit
dem Zugversagen des Werkstoffes zusammen. Die Faserbetonzugfestigkeit, d. h. die maximal
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übertragbare Zugspannung, wird erst im gerissenen Querschnitt, i. e. Zustand II, erreicht und
kann daher nicht mit dem „Composite-Concept“ beschrieben werden.
Alternativ zum „Composite-Concept“ wird in der Literatur auch mithilfe des „Spacing-Concept“
(SC), das aus der Bruchmechanik abgeleitet ist, versucht, die Verstärkungswirkung von Stahlfa-
sern im Beton theoretisch zu beschreiben [Har86]. So formuliert beispielsweise SCHNÜTGEN
Beziehungen für den Spannungs-Deformations-Zustand von Stahlfaserbeton mit vollständigem
und teilweisem Haftverbund sowie auch bei Auflösung der Haftung [Sch75b]. Ausgangspunkt
dieses Konzeptes ist dabei stets eine etwa durch Fehlstellen induzierte Rissbildung. Insbesondere
für die Beschreibung von Spannungsumlagerungen und Risswachstum erscheint das „Spacing-
Concept“ daher geeignet, weniger jedoch für den idealen, ungerissenen Zustand I.
Da die Betrachtung der Erstrisszugfestigkeit und der anschließenden Verfestigung nur für über-
kritische Fasergehalte und damit im Allgemeinen ausschließlich für höherfeste Faserbetone
relevant wird, ist in Deutschland bisher keine Regelung von Faserbeton mit verfestigendem Ma-
terialverhalten vorhanden. Basierend auf langjähriger Forschung und Praxiserfahrung existieren
hingegen Regelungen für die Konfiguration und Bemessung von normalfestem Stahlfaserbeton
[DAf12]. Die aktuelle Ausgabe der DAfStb-Richtlinie „Stahlfaserbeton“ aus dem Jahr 2012
regelt im Bezug auf bestehende Normen und Richtlinien die Eigenschaften und Anwendungen
von Normalbeton mit unterkritischem Stahlfasergehalt im Hinblick auf die Tragwerksplanung
im Hoch- und Industriebau. Dabei wird die Tragwirkung von Fasern mit formschlüssiger, mecha-
nischer Verankerung insbesondere im Nachbruchbereich rechnerisch erfasst und berücksichtigt.
Der Beitrag gerader Stahlfasern mit glatter Oberfläche zum Lastabtrag kann hingegen nach dieser
Richtlinie nicht in der Bemessung angesetzt werden. Die DAfStb-Richtlinie regelt dabei die
Zugtragfähigkeit für den gerissenen Querschnitt, d. h. für Zustand II, mithilfe von definierten
Nachrisszugfestigkeiten.
Als Nachrisszugfestigkeit wird in der DAfStb-Richtlinie „Stahlfaserbeton“ eine fiktive Zugfes-
tigkeit des Stahlfaserbetons bei Überschreiten der Matrixzugfestigkeit bezeichnet, wobei die in
den aktivierten Stahlfasern auftretenden Zugkräfte normal zur Rissfläche auf die Fläche der Be-
tonzugzone bezogen werden [DAf12]. Entsprechend wird auch eine Nachrissbiegezugfestigkeit
für den Querschnittswiderstand unter Einbezug der Fasern bei Biegung definiert. Die Nachriss-
zugfestigkeit gilt als charakteristisches Merkmal der Stahlfaserbetongüte. Zur Einstufung und
Kennzeichnung des Stahlfaserbetons werden die Leistungsklassen L1 und L2 verwendet, denen
die im Rahmen eines geregelten Vier-Punkt-Biegezugversuches ermittelten charakteristischen
Durchschnittswerte für die Nachrissbiegezugfestigkeit bei n ≥ 6 Prüfkörpern jeweils an den
Durchbiegungsstellen δL1 = 0,5mm und δL2 = 3,5mm zugeordnet werden [DAf12].
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2.3.2 Spannungs-Dehnungs-Kennlinien
Die DAfStb-Richtlinie „Stahlfaserbeton“ stellt eine Spannungs-Dehnungs-Kennlinie für die bei
normalfestem Beton zugunsten der Verarbeitbarkeit üblichen unterkritischen Fasergehalte zur
Verfügung, die das entfestigende Verhalten von Faserbeton beschreibt [DAf12]. Darin werden die
charakteristischen Punkte des Verlaufes mithilfe der Zugfestigkeit fctm und des Elastizitätsmoduls
Ecm des Betons sowie der zentrischen Nachrisszugfestigkeiten f fctR,Li für die Leistungsklassen
L1 und L2 in Verbindung mit den zugehörigen Dehnungen bis zur rechnerischen Bruchdehnung
ε fct,u = 25h bestimmt. Die in der folgenden Abbildung 2.7 dargestellte Spannungs-Dehnungs-











Abbildung 2.7: Zugspannungs-Dehnungs-Linie für Stahlfaserbeton nach [DAf12]
Zur Querschnittsbemessung ist nur eine vereinfachende Spannungs-Dehnungs-Kennlinie zugelas-
sen, bei der die Ausnutzung der gegenüber den Nachrisszugfestigkeiten höheren Erstrisszugfestig-
keit nicht erfolgen darf und der wesentliche Anteil der Zugspannungen von einer konventionellen
Stabstahlbewehrung aufgenommen wird [DAf12]. Außerdem wird ein Spannungsblock mit
einem Grenzwert der zentrischen Nachrisszugfestigkeit f fctR,u für die vereinfachende Bemessung
im Grenzzustand der Tragfähigkeit bei kombinierter Faser- und Stabstahlbewehrung angegeben
[DAf12].
OETTEL & EMPELMANN zeigen, dass die Übertragung der Spannungs-Dehnungs-Kennlinie
aus der Richtlinie „Stahlfaserbeton“ auf ultrahochfesten Faserbeton auch mit verfestigendem
Verhalten infolge von überkritischen Fasergehalten möglich ist [OE15], vgl. Abbildung 2.8.
Angelehnt an die Richtlinie schlagen sie die Ableitung der charakteristischen Werte für die
zentrische Matrixzugfestigkeit fctm und die zentrischen Nachrisszugfestigkeiten f fctm,i gemäß der
DAfStb-Richtlinie anhand von ungekerbten Vier-Punkt-Biegezugprüfungen vor [OE15].
Die versuchstechnische Bestimmung der Kennwerte für die Zug- und Nachrisszugfestigkeiten
und Dehnungen anhand von zentrischen Zugversuchen oder Drei- oder Vier-Punkt-Biegezug-
versuchen wird häufig mit ungekerbten Proben empfohlen [AFG13], [LF09], [fib13], wobei
auch Umrechnungsverfahren und Vorschläge für Bezugslängen zur Verfügung stehen, sodass
Biegezugprüfungen mit gekerbten Probekörpern verwendet werden können [fib13], [OME19].
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Auch der MODEL CODE 2010 definiert Spannungs-Dehnungs-Kennlinien für Faserbeton mit
verfestigendem und entfestigendem Materialverhalten nach Erstrissbildung [fib13], welche nach
DI PRISCO ET AL. auch für ultrahochfesten Faserbeton angewendet werden können [DCD13].
Darin bestimmen die Elastizitätsgrenze fct und die Nachrisszugfestigkeiten fFts und fFtu für den
Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit (engl. serviceability limit state, SLS) respektive der
Tragfähigkeit (engl. ultimate limit state, ULS) in Verbindung mit zugehörigen Grenzdehnungen
den Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Kennlinie [fib13], vgl. Abbildung 2.9.











Abbildung 2.8: Zugspannungs-Dehnungs-Linie für UHPFRC nach [OE15]
Nach MODEL CODE 2010 ist die Querschnittsbemessung nur mit stark vereinfachenden kon-
stanten oder linearen Ansätzen der Nachrisszugfestigkeit bei Rissöffnung zulässig, während
im Rahmen von Nachweisen im Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit mit den komplexeren















Abbildung 2.9: Zugspannungs-Dehnungs-Linie für Faserbetone nach [fib13]
OETTEL ET AL. schlagen ein Verfahren zur Umrechnung von Traglasten und Durchbiegungen
aus Biegezugprüfungen in zentrische Zug- und Nachrisszugfestigkeiten und zugehörige Grenz-
dehnungen in Anlehnung an den MODEL CODE 2010 für den Werkstoff UHPFRC vor und leiten
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dabei vereinfachende Bestimmungsgleichungen für eine Zugspannungs-Dehnungs-Beziehung












Abbildung 2.10: Zugspannungs-Dehnungs-Linie für UHPFRC nach [OME19]
Über die gezeigten Beispiele hinaus sind auch in Frankreich und Japan vereinfachende Zug-
und Druckspannungs-Dehnungs-Beziehungn als Empfehlung zur Bemessung von UHPFRC
angegeben, die hauptsächlich auf Basis der Produktlinie DUCTAL entwickelt wurden [AFG13],
[DAf08].
2.3.3 Spannungs-Rissönungs-Beziehungen
Für die bruchmechanische Beschreibung des Nachbruchverhaltens von Faserbetonen werden
Spannungs-Rissöffnungs-Beziehungen im Rahmen des „Spacing-Concept“ hergeleitet. Die
rissüberbrückende Tragwirkung von Fasern in zementgebundenen Werkstoffen ist bereits seit den
1960er-Jahren Gegenstand der Forschung und Ziel aufwendiger experimenteller und theoretischer
Untersuchungen zur Feststellung der Wirkmechanismen der Fasern beim Rissbildungsprozess
von Faserbeton [Har86]. Grundlagen der theoretischen Beschreibung von Rissinitiierung und
Rissausbreitung mit der Definition eines energetischen Bruchkriteriums liefert GRIFFITH bereits
1921 [Gri21], [Har86], [GS16].
Im Allgemeinen wird das Tragverhalten von stahlfaserverstärktem Beton unter Zugbeanspruchun-
gen in einen bemessungsrelevanten Bereich bis zum Erreichen der Faserbetonzugfestigkeit und
einen durch entfestigendes Materialverhalten gekennzeichneten Nachbruchbereich unterteilt. Die
Faserbetonzugfestigkeit ist dabei als maximal aufnehmbare Zugspannung des bereits gerissenen
Querschnittes mit aktivierter Faserbewehrung definiert und entspricht somit einer zentrischen
Nachrisszugfestigkeit [FL12], [DAf08].
Basierend auf eigenen mehrstufigen Untersuchungen schlägt LEUTBECHER eine Spannungs-
Rissöffnungs-Beziehung mit einer Faseraktivierungs- und einer Faserauszugphase vor [Leu07],
[LF09], vgl. Abbildung 2.11. Die darin enthaltenen mathematischen Formulierungen für beide
Phasen beziehen sich auf die Definition der Faserwirksamkeit σcf0 als maximal übertragbare Fa-
serbetonspannung oder Faserbetonzugfestigkeit und der zugehörigen Rissbreite w0 bei Erreichen
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dieser maximalen Tragfähigkeit. Die Faserwirksamkeit σcf0 kann dafür anhand von vereinfa-
chenden analytischen Beziehungen, auf die im Folgenden eingegangen wird, näherungsweise













Abbildung 2.11: Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung für UHPFRC nach [LF09]
Die Bestimmung der rissüberbrückenden Wirkung von Fasern im Faserbeton setzt die Kennt-
nis des Verbundverhaltens voraus. REHM beschreibt 1961 als wesentliche Ursachen für die
Verbundwirkung Haftkräfte, hervorgerufen durch Adhäsion oder Kapillarkräfte sowie eine Ober-
flächenverzahnung, und den Reibungswiderstand infolge der Oberflächenrauigkeit in Verbindung
mit Kräften normal zur Oberfläche [Reh61]. Aufgrund des Kräftegleichgewichtes einer riss-
überbrückenden Stahleinlage entspricht die Änderung der mittleren Stahlspannung dσfx in
Zugrichtung x parallel zur Faserlängsachse der durch die mittlere tangentiale Verbundspan-











[Reh61]. Dabei ist nach REHM bei Ansatz einer fiktiven Verbundspannung τf diese Gleichge-
wichtsbetrachtung auch bei profiliertem Stahl wie etwa Rippenstahl gültig [Reh61]. Diesen
proportionalen Zusammenhang zwischen der Haftverbundspannung und der Änderung der
Stahlspannung beschreiben HOYER & FRIEDRICH bereits 1939 auf der Grundlage ihrer Un-
tersuchungen [HF39]. Anhand vereinfachender Gleichgewichtsbetrachtungen ermitteln sie den
Verlauf der Stahl- und Betonzugkraft sowie der Haftspannung über die Verbundlänge, vgl.
Abbildung 3.10 in Kapitel 3.3.
HARTWICH stellt fest, dass die Wirksamkeit des Haftverbundes bei der Faserverankerung gering
ist und näherungsweise vernachlässigt werden kann [Har86]. Er ermittelt die Faserrissspannung
entsprechend Gleichung (2.4) basierend auf einer über eine zu bestimmende Einleitungslänge
konstante Reibverbundspannung τRf [Har86]. Weitere Definitionen für Verbundgesetze und deren
Bedeutung für die Faserwirksamkeit werden im weiteren Verlauf dieser Arbeit untersucht, vgl.
Kapitel 3 und 6. Die halbe Rissöffnung w/2 einer beidseitig eingebetteten Einzelfaser mit einem
mittigen, diskreten Einzelriss ergibt sich nach HARTWICH aus der kumulierten elastischen
Verformung der Faser entlang der wirksamen Einleitungslänge xe des Verbundes auf einer Seite
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[Har86]. Dabei werden Betonzugdehnungen oder jegliche Veränderungen der Betoneigenschaf-
ten entlang der Lasteinleitungslänge sowie die Bildung von Mikrorissen im Rahmen einer
Rissprozesszone vernachlässigt. Außerdem wird vorausgesetzt, dass die Rissbreite signifikant
geringer ist als die Länge der Faser und diese als unterkritische Faserlänge nur zu einem Fa-
serauszug anstatt eines Faserreißens führt. Da in Gleichung (2.5) auf eine Transformation von
Richtungen verzichtet wird, ist die Beziehung nur für parallele Fasern mit einer Ausrichtung
normal zur Rissebene gültig [Har86].




















wird der Einfluss einer gleichmäßigen Verteilung paralleler Fasern mit einer Ausrichtung senk-
recht zur Rissebene und unterschiedlich langen Teillängen zu beiden Seiten des Risses erfasst
[Har86]. Während SCHNÜTGEN für statistische Faserverteilungen eine mittlere Einbindelänge
von `em = `f/4 angibt, ermittelt auch FRETTLÖHR die den Erwartungswert bei gleichverteilter
Auftretenswahrscheinlichkeit für Einbindelängen zwischen 0 und `f/2 infolge einer homogenen
Faserverteilung zu `em = `f/4 [Sch75b], [Fre11].
Das Zusammenführen der Zusammenhänge zwischen Faserspannung σf und Verbundspannung
τf nach Gleichung (2.4) sowie zwischen wirksamer Einleitungslänge xe und mittlerer Einlei-
tungslänge `em nach Gleichung (2.6) mit der allgemein formulierten Spannungs-Rissöffnungs-











4 · τf · `2f
)
(2.7)
[Har86]. HARTWICH bewertet die Wirksamkeit der Faserbewehrung anhand der maximalen





bestimmt [Har86]. Dieses Vorgehen ist durch die Annahme der vollständigen Aktivierung
aller benachbarten, parallel zueinander ausgerichteten Fasern ohne auftretenden Endschlupf
begründet [Leu07], [Pfy03]. Unter Voraussetzung linear-elastischen Materialverhaltens lässt sich








berechnen [Har86]. Das Erreichen der maximalen mittleren Faserrissspannung markiert den Über-
2.3 Materialmodelle und Bemessungsansätze 25
gang zwischen den Phasen der Faseraktivierung und dem Faserauszug. PFYL, JUNGWIRTH und
LEUTBECHER ermitteln für parallel ausgerichtete Fasergruppen dieselben Zusammenhänge und
formulieren die maximale Faserbetonspannung σcf0, welche auch als Faserwirksamkeit bezeich-
net wird, allgemein für eine dreidimensionale homogene Faserverteilung in Abhängigkeit des
Fasergehaltes ρf in Vol.−% sowie zusätzlichen Faktoren zur Berücksichtigung der Faserorientie-
rung [Pfy03], [Jun06], [Leu07]. So wird die Faserwirksamkeit als maximale Faserbetonspannung
σcf0 in Abbildung 2.11 mit dem Faserorientierungsbeiwert η und Faserwirksamkeitsbeiwert g
zur Bewertung der Faserverteilung zu




bestimmt. Als Faserbetonzugfestigkeit gibt auch BEHLOUL diese Beziehung an, wobei die
Parameter speziell anhand des verwendeten ultrahochfesten, faserbewehrten Feinkornbetons (frz.
béton de poudres réactives (BPR), engl. reactive powder concrete (RPC)) aus der Produktlinie
DUCTAL hergeleitet wurden [DAf08], [Fre11]. Diese Faserwirksamkeit σcf0 wird als Grundlage
für die Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung der Faseraktivierungsphase nach Gleichung (2.7)
definiert, die sowohl bei PFYL für normalfesten Stahlfaserbeton als auch bei JUNGWIRTH
und LEUTBECHER für ultrahochfesten Stahlfaserbeton in vereinfachender Schreibweise unter
Einbeziehung der zugehörigen Rissweite wlim = w0 nach Gleichung (2.9) als










zu finden ist [Leu07], [Pfy03], [Jun06]. Eine Erweiterung dieser Spannungs-Rissöffnungs-Be-
ziehung für die Faseraktivierungsphase nach Gleichung (2.11) hinsichtlich der Berücksichtigung
von Schwindeinflüssen formuliert LEUTBECHER [Leu07].
Für die Herleitung der Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung für die Faserauszugphase bezieht
sich HARTWICH auf theoretische Untersuchungen von AVESTON & KELLY an spröden Fa-
serverbundwerkstoffen, wonach bei dreidimensionaler Faserverteilung die Anzahl derjenigen





kann [AK73], [Har86]. Der Volumenanteil der Fasern Vf kann dem Fasergehalt ρf gleichgesetzt
werden [AK73]. Für eine dreidimensionale Faserverteilung ergibt die Multiplikation der maxi-
malen mittleren Faserspannung σfm,max nach Gleichung (2.8) mit der resultierenden Faserfläche





[Har86]. Für den vereinfachten Fall, dass die sich öffnende Rissbreite genau der gleichmäßigen
Schlupfverschiebung an allen eingebetteten Faserenden entspricht, d. h. keine elastische Verlän-
gerung der Faser im geöffneten Riss berücksichtigt wird, findet HARTWICH ohne eine weitere
detaillierte Herleitung die vereinfachende Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung für den reinen
Faserauszug






und zeigt die gute Übereinstimmung des beim Herausziehen der Faser abfallenden Spannungsver-
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laufes für Versuche mit Stahlfaserbeton [Har86]. Die zuvor getroffenen Annahmen bleiben durch
den Bezug auf σfm,max und das Einsetzen von `e,max = `f/2 als größtmögliche Einbindelänge
zutreffend. Auch PFYL findet diesen vereinfachenden funktionellen Zusammenhang zwischen
Rissöffnung und abfallender Faserbetonzugspannung nach Gleichung (2.13) für parallele Fasern
mit einer Ausrichtung senkrecht zur Rissebene und weist auf die implizite Vernachlässigung der
gegenseitigen Beeinflussung der Fasern hin [Pfy03]. Die Modellierung von VOO & FOSTER
hingegen berücksichtigt sowohl die Wechselwirkungen benachbarter Fasern in Form einer vergrö-
ßerten lokalen Schädigung der Betonmatrix, die näherungsweise durch einen Schädigungsbeiwert
Kd erfasst wird und den Faserwirksamkeitsbeiwert g ersetzt, als auch die durch plastische Ver-
formungen verzögerte Aktivierung von rissüberbrückenden Fasern mit zur Rissebene geneigter
Ausrichtung [VF03].
Analog zur Formulierung der Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung für die Faseraktivierungsphase
gilt für die Faserauszugphase mit w≥ w0






oder weiter vereinfachend für den Nachweis zur Begrenzung der Rissbreite nach LEUTBECHER
σcf = σcf0 (2.15)
[Leu07], [LF09], [DAf08]. Auch für die Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung zur Faserauszug-
phase nach Gleichung (2.14) gibt LEUTBECHER eine Erweiterung hinsichtlich der Berücksichti-
gung von Schwindeinflüssen an [Leu07].
Die vollständige mathematische Beschreibung des Kurvenverlaufes in Abbildung 2.11 wird mit
der Rissspannung















für den ersten Teilbereich der Rissöffnung w ≤ wct gegeben, wobei die Grenzrissbreite der
Betonmatrix mithilfe der Bruchenergie GF und der Zugfestigkeit fct des unbewehrten Betons zu
wct = 2 ·GF/ fct berechnet werden kann [LF09].
Nach FEHLING & LEUTBECHER kann die Spannungsverteilung am gerissenen Querschnitt un-
mittelbar aus der Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung entsprechend der Abbildung 2.11 und nach
den Gleichungen (2.11) und (2.14) bei Vernachlässigung der Matrixzugfestigkeit ermittelt werden
[FL12]. Dazu wird in der Zugzone des Querschnittes eine über die Risstiefe linear veränderliche
Rissbreite angenommen und zur Bemessung näherungsweise eine Rissöffnung w = w0 angesetzt
[FL12]. Damit wird nur die Faseraktivierungsphase bis zur maximalen Faserbetonzugfestigkeit
σcf0 berücksichtigt.
Als vereinfachende Alternative schlagen FEHLING & LEUTBECHER außerdem die Verwendung
eines rechteckigen Spannungsblockes über 90% der Risstiefe und mit nur 90% der maximalen
Faserbetonzugfestigkeit vor [FL12]. Darüber hinaus werden unter Anwendung einer Verträglich-
keitsbedingung für die Rissöffnung Bemessungshinweise für mit Stabstahl und Fasern bewehrte
Betonquerschnitte gegeben [FL12].
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Da LEUTBECHER & FEHLING für ihre Versuche an faserbewehrten, ultrahochfesten Betonen mit
unterschiedlichen Faserarten und Fasergehalten insbesondere für eine Bewehrung mit Kurzfasern
(`f = 9mm) und niedrigem Fasergehalt (ρf = 0,9Vol.−%) eine gute Übereinstimmung des
ursprünglich für Stahlfaserbeton hergeleiteten Modells der Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung
mit den experimentellen Ergebnissen erhalten, empfehlen sie ihren Ansatz vor allem aufgrund
der geringen Anzahl zu bestimmender Modellparameter für die näherungsweise Bemessung von
UHPFRC [LF09], [FL12], [DAf08].
Eine detaillierte Bewertung des mechanischen Modells nach den Gleichungen (2.11), (2.14)
und (2.16) sowie der Faserwirksamkeit σcf0 nach Gleichung (2.10) anhand von experimentellen
Untersuchungen von UHPFRC unter Zugbeanspruchung liefert LEUTBECHER [Leu07]. Auch
JUNGWIRTH setzt sich aufgrund auftretender Diskrepanzen zwischen den eigenen Versuchen an
UHPFRC-Zugproben und dem mechanischen Modell für Stahlfaserbeton detailliert mit den ge-
troffenen Vereinfachungen und der dadurch eingeschränkten Modellgüte auseinander und schlägt
einen semi-empirischen, hyperbolischen Ansatz zur Beschreibung der Faserauszugphase vor
[Jun06]. Vorschläge zur Berücksichtigung der in der Faseraktivierungsphase bei UHPFRC häufig
beobachteten Mehrfachrissbildung vor Risslokalisierung und damit einhergehender Entfestigung
sind z. B. in [Kul98a], [Jun06] und [Leu07] zu finden.
Die vorgestellte Beziehung sowie weitere Vorschläge für eine Spannungs-Rissöffnungs-Be-
ziehung für zugbeanspruchten Faserbeton vergleicht FRETTLÖHR mit eigenen Versuchen mit
ultrahochfestem Faserfeinkornbeton der Produktlinie DUCTAL [Fre11]. Darunter sind Polynome
zweiten und dritten Grades von LI, NAAMAN ET AL. und BEHLOUL, die alle drei auf die Faser-
wirksamkeit beziehungsweise Faserbetonzugfestigkeit entsprechend Gleichung (2.10) bezogen
sind. Zudem stellt FRETTLÖHR eine vereinfachende parametrisierte Approximation vor, die eine
für seine Versuche angemessene Näherung darstellt [Fre11]. Dabei enthält nur das Modell von
LI eine nichtlineare Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung für die Faseraktivierungsphase, vgl.
[Fre11].
Für normalfesten Stahlfaserbeton existieren außerdem bi- und trilineare sowie nichtlineare
Spannungs-Rissöffnungs-Beziehungen, vgl. [Küt00], [fib93], [DCD13]. Weil dabei in der Regel
jedoch mit einsetzender Rissöffnung nur die Beschreibung von entfestigendem Materialverhalten
vorgesehen ist, wird auf eine detailliertere Erläuterung der Zusammenhänge im Rahmen dieser
Arbeit verzichtet. Die versuchstechnische Bestimmung der Spannungs-Rissöffnungs-Beziehun-
gen und insbesondere der Faserbetonzugfestigkeit oder Faserwirksamkeit σcf0 wird anhand von
zentrischen Zugversuchen oder Drei- oder Vier-Punkt-Biegezugversuchen mit gekerbten Proben
empfohlen, vgl. [AFG13], [LF09], [fib13].
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Die umfangreichen Vereinfachungen im Rahmen der Modellierung des Spannungs-Rissöffnungs-
Verhaltens oder einer Spannungs-Dehnungs-Kennlinie für ultrahochfesten Faserbeton zeigen
die Komplexität der bislang nicht ausreichend untersuchten zahlreichen Einflussfaktoren und
ihrer Wechselwirkungen. In diesem Abschnitt 2.4 werden die maßgebenden Einflüsse, wie bei-
spielsweise die Faserorientierung, auf die Faserwirksamkeit sowie Ansätze zur Abschätzung und
Bewertung der Fasertragwirkung und der Robustheit faserbewehrter Betonbauteile entsprechend
des aktuellen Forschungsstandes zusammengefasst.
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Die Berücksichtigung der Fasertragwirkung in der Bemessung ist insbesondere aufgrund der
Inhomogenität des Werkstoffes mit Unsicherheit verbunden. So ist nach der DAfStb-Richtli-
nie „Stahlfaserbeton“, welche als richtungsweisende Regelung für den noch nicht normativ
geregelten Werkstoff UHPFRC gilt, die Berücksichtigung der Zugfestigkeit im Nachbruch-
bereich für Nachweise der Tragfähigkeit bei Biegung und Normalkraftbeanspruchung bis zu
einer Dehnung von ε fct = 25h im Zugbereich zulässig, wobei der wesentliche Traganteil durch
konventionelle Betonstahlbewehrung erbracht werden muss und die beigemischten Fasern eine
formschlüssige mechanische Verankerung aufweisen müssen [DAf12]. Zudem ist auch für die
Nachweise der Querkrafttragfähigkeit und der Durchstanztragfähigkeit ein zusätzlicher Anteil
infolge der Nachrisszugfestigkeit zu berücksichtigen. Der Traganteil der Fasern darf außerdem
auch bei Gebrauchstauglichkeitsnachweisen wie etwa der Begrenzung der Rissbreite und im
Hinblick auf Mindestbewehrungen im Rahmen der Konstruktionsregeln berücksichtigt werden.
Bei Stabilitätsbetrachtungen, Ermüdungsnachweisen und Torsionsnachweisen hingegen darf
keine Fasertragwirkung angesetzt werden [DAf12]. Für die wirtschaftliche Anwendung von
faserbewehrtem Beton ist insbesondere bei ultrahochfestem Faserbeton mit verfestigendem Ma-
terialverhalten eine umfangreichere Berücksichtigung des Traganteiles der Fasern erforderlich.
Das wesentliche Ziel der Faserverstärkung von normalfestem Beton ist die Reduzierung von
Rissbreiten in einem gleichmäßigen Rissbild. Die dadurch verbesserte Schlag- und Abriebfes-
tigkeit sowie die bis zur Wasserundurchlässigkeit erhöhte Gefügedichte wird bei derzeitigen
Anwendungen in Bereichen mit erhöhtem Dauerhaftigkeitsanspruch, wie z. B. bei Hallen-, Indus-
triefußböden, Becken und Behälter, Bushaltestellen und im Tunnelbau, genutzt. Demgegenüber
gerät bei faserverstärktem UHPC die Leistungssteigerung im Grenzzustand der Tragfähigkeit
durch die Zugabe überkritischer Fasergehalte zunehmend in den Fokus. Die Sicherstellung eines
duktilen Spannungs-Deformations-Verhaltens setzt neben einer optimierten Materialqualität
in der Fertigung einen bei Rissbildung einsetzenden kontrollierten Faserauszug anstelle einer
katastrophalen Kettenreaktion durch Faserreißen voraus. Als makroskopische Eigenschaft des
Verbundwerkstoffes charakterisiert die Bezeichnung Faserwirksamkeit die Leistungsfähigkeit
hinsichtlich der Tragkapazität im Nachbruchbereich.
2.4.1 Faserwirksamkeit in Spannungs-Rissönungs-Beziehungen
Dem Bemessungskonzept von FEHLING & LEUTBECHER entsprechend kann die als Faser-
wirksamkeit σcf0 bezeichnete maximale Faserbetonzugspannung nach Gleichung (2.10) mit der
gesamten Phase der Faseraktivierung und des verfestigenden Materialverhaltens nach Gleichung
(2.11) für die Bemessung im Grenzzustand der Tragfähigkeit nutzbar gemacht werden, während
im Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit sogar noch Teile der entfestigenden Faserauszug-
phase angerechnet werden können [FL12], [LF09], [Leu07]. Während die versuchstechnische
Bestimmung der maximalen Betonzugspannung unter Berücksichtigung von Inhomogenitäten
und streuenden Materialeigenschaften die nutzbare Wirksamkeit der Faserbewehrung realitätsnah
erfasst, berücksichtigt die überschlägige Ermittlung nach Gleichung (2.10) näherungsweise
• die Verbundfestigkeit τf, gemeint ist hier i.d.R. im Reibverbund,
• die Schlankheit λf = `f/df der einzelnen Faser,
• den Fasergehalt ρf in Vol.−%,
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• die Faserorientierung mit dem Faserorientierungsbeiwert η sowie
• den abweichenden Faserauszugwiderstand von beliebig orientierten und verteilten Fasern
im Vergleich zu in Beanspruchungsrichtung ausgerichteten Fasern mithilfe des Faserwirk-
samkeitsbeiwertes g.
Nicht erfasst werden hingegen die abweichende Tragkapazität durch eine gegenseitige Beeinflus-
sung der Fasern oder eine Schädigung der Matrix infolge von Umlenkkräften sowie Herstellungs-
einflüsse und Maßstabseffekte [Leu07], [Leh18], [Jun06]. Eine vergleichende Bewertung und
Optimierung oder Effizienzsteigerung des Faserverbundwerkstoffes anhand der rechnerischen
Faserwirksamkeit erscheint daher nicht möglich, während die versuchstechnisch ermittelte Faser-
wirksamkeit einen näherungsweisen Vergleich von unterschiedlichen Faserbetonkonfigurationen
erlaubt, wenn auch die maximale Querschnittstragfähigkeit häufig aufgrund einer ungleichmä-
ßigen Rissöffnung etwas geringer ist [Leu07]. In einer programmgestützten Parameterstudie
mit den genannten Einflussfaktoren unter Berücksichtigung der lokal streuenden Faservertei-
lung ermittelt LEUTBECHER am Beispiel eines kombiniert bewehrten UHPC-Zugkörpers einen
signifikanten Einfluss der Bruchenergie GF der Matrix bei höheren Fasergehalten und der Ma-
trixzugfestigkeit σct bei niedrigen Faseranteilen [Leu07].
Mit der Annahme einer konstanten gemittelten Spannungsverteilung über die gesamte Verbund-
länge in der Faser und in der Verbundzone kann die Grenzschlankheit λf,krit als maximal zulässige





angegeben werden, wobei fft der rechnerischen Zugfestigkeit der Stahlfaser entspricht [Leu07],
vgl. Kapitel 3.
Der kritische Fasergehalt unterscheidet verfestigendes und entfestigendes Nachrissverhalten
für stahlfaserverstärkten Beton. Bei dreidimensionaler, ungerichteter Faserverteilung bestimmt





während bei vereinfachten Herleitungen für eine gerichtete, eindimensionale Faserorientierung
der Vorfaktor 2 entfällt [Har86], [BFW17]. Bedingt durch die Herstellbarkeit und Verarbeitbarkeit
lassen sich nur Fasergehalte bis 3Vol.−% umsetzen [BFW17].
Die Einhaltung einer kritischen Faserlänge `f,krit oder der Grenzschlankheit λf,krit sowie die
Beachtung des kritischen Fasergehaltes ρf,krit können die getroffenen Annahmen und Vereinfa-
chungen rechtfertigen und die Anwendbarkeit der Beziehung (2.10) hinsichtlich des erwünschten
duktilen Tragverhaltens als Näherung gewährleisten. Insbesondere im Zusammenspiel mit kon-
ventionellem Bewehrungsstahl kann die verfestigende Faserwirkung nicht gesteigert werden,
ohne das Verformungsvermögen in einem mit dem Stabstahl verträglichen Maß zu halten [Pfy03].
Nur mit ausreichender Duktilität kann die Energie aus außergewöhnlichen Einwirkungen absor-
biert werden, was die Robustheit von Tragwerken entscheidend verbessert. Zur Sicherstellung
einer homogenen Faserverteilung und zur Vermeidung von Igel-Bildung bei der Herstellung ist
eine Mindestlänge der beigemischten Fasern von `f,min = 2 ·dGK nicht zu unterschreiten, wobei
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als Größtkorndurchmesser bei Grobkorn-UHPC ungefähr dGK = 8mm und bei Feinkorn-UHPC
etwa dGK = 0,5mm üblich sind [BFW17].
2.4.2 Leistungsfähigkeit der Faserverstärkung
STENGEL definiert eine Faserleistungskennzahl, die einer auf das Volumen bezogenen Faseraus-
zugkraft entspricht. In Verbindung mit dem Volumengehalt der Fasern im Beton kann somit die
Faserwirkung auf Werkstoffebene bewertet werden [Ste13]. Dazu ermittelt er einen Fasereffekti-
vitätsbeiwert ηF,θ als Produkt aus einem winkelabhängigen Effektivitätsbeiwert, multipliziert
mit einem Beiwert für die Wahrscheinlichkeit der Orientierung und aufsummiert über definierte
Winkelbereiche [Ste13]. Dieser zweite Teilbeiwert bezieht die maximale Faserauszugkraft bei
geneigtem Faserauszug auf den entsprechenden Maximalwert bei geradem Faserauszug und
nimmt im Bezug auf die durchgeführte Versuchsserie Werte zwischen 2/3 und 2,76 an [Ste13].
Ein weiterer Effektivitätsbeiwert η` erfasst die wirksame Verbundlänge der rissüberbrückenden
Fasern. Multipliziert mit dem Fasereffektivitätsbeiwert zur Faserorientierung und der maximalen
Faserauszugkraft Ff,bu bei geradem Faserauszug mit zur Hälfte eingebetteter Faser und bezogen





`f · r2f ·π
(2.19)
[Ste13]. Eine vergleichende Beurteilung der Fasertragwirkung im Verbundwerkstoff mit der
Faserleistungskennzahl ermöglicht die ökonomische und ökologische Auswahl optimaler Werk-
stoffkonfigurationen [Ste13].
LEHMBERG entwickelt einen Fasereffektivitätsfaktor kf,eff, der die von ihm beobachteten Ein-
flussfaktoren als Produkt aus einzelnen Effektivitätswerten zusammenfasst und eine simple
Bestimmung von Festigkeitswerten für die Nachweisführung wie beispielsweise die Abminde-
rung der Nachrisszugfestigkeit in Abhängigkeit der Fasereffektivität ermöglichen soll [Leh18].
Darin werden die Einflüsse aus
• dem Fasergehalt mit kf,v und der lokalen Abweichung von einer gleichmäßigen Faserver-
teilung mit kf,v,lok,
• der Faserorientierung mit kf,θ und der lokalen Abweichung davon mit kf,θ,lok,
• Maßstabseffekten mit kf,κ,
• der Herstellung mit kf,cast
sowie aus der trockenen Fügung von Fertigteilen erfasst [Leh18]. Dabei werden ausführlich die
Einflussfaktoren quantifiziert und für die jeweiligen Nachweise zusammengestellt, vgl. [Leh18].
Eine Bewertung unterschiedlicher Werkstoffkonfigurationen anhand des Fasereffektivitätsfaktors
kf,eff erfolgt hingegen nicht.
3 Phänomenologisches Verbundverhalten
Die Leistungsfähigkeit von Verbundwerkstoffen hängt wesentlich von der Verbundwirkung zwi-
schen den Komponenten ab. Durch chemische und physikalische Wechselwirkungen zwischen
den Materialkomponenten entsteht eine kraftschlüssige Verbindung, durch die ein gegenüber
den Einzelkomponenten verbessertes Spannungs-Deformations-Verhalten erreicht wird. Das
Verständnis der Mechanismen und Prozesse in der Grenzschicht zwischen Faser und Matrix
bildet im Rahmen dieser Arbeit die Grundlage für die Modellierung der Verbundwirkung, vorge-
stellt in Kapitel 4. Basierend auf einer Literaturstudie zum aktuellen Stand der Forschung zur
Fasertragwirkung in ultrahochfestem Faserbeton werden in diesem Kapitel zunächst mögliche
Verbundmechanismen hinsichtlich ihrer Bedeutung für die Kraftübertragung evaluiert. Die Be-
trachtung der phänomenologischen Zusammenhänge erfolgt dabei unabhängig von vorhandenen
Modellierungsansätzen und Sicherheitsbeurteilungen.
Als maßgebende Methode zur experimentellen Untersuchung der Verbundwirkung dienen Fa-
serauszugversuche. Anders als bei Auszugversuchen mit konventionellem Bewehrungsstahl
erlaubt der kleine Versuchsmaßstab bei Faserauszugversuchen nur eine Analyse der integralen
Verbundwirkung, was die separate Erfassung der einzelnen Verbundmechanismen erschwert.
Darüber hinaus spielen auch äußere Einflüsse wie die Lasteinleitung und Lagerung der Versuchs-
körper eine wesentliche Rolle im Hinblick auf das experimentell ermittelte Verbundverhalten.
Insbesondere Beanspruchungen quer zur Grenzschicht beeinflussen die Fasertragwirkung signifi-
kant. Das folgende Kapitel fasst die maßgebenden Einflussfaktoren auf das Verbundverhalten
entsprechend dem aktuellen Forschungsstand zusammen und charakterisiert die Verbundwirkung
phänomenologisch.
3.1 Verbundmechanismen
Die Beschreibung des mikrophysikalischen Verbundverhaltens orientiert sich an den charakte-
ristischen Verbundphasen des starren und des verschieblichen Verbundes, die sich vor allem
hinsichtlich der wirksamen Verbundmechanismen unterscheiden. Ziel dieser Arbeit ist die Mo-
dellierung des Verbundverhaltens zwischen glatten Stahlfasern und der umgebenden Matrix aus
Feinkorn-UHPC. Typische Merkmale der Verbundwirkung zwischen elastischen Kurzfasern
und der spröden Betonmatrix sind die Ausbildung eines Kontaktzonenrisses und anschließender
Relativverschiebungen zwischen den Oberflächen. Um die auftretenden Verbundmechanismen
zu charakterisieren und anschaulich interpretieren zu können, ist eine materialwissenschaftliche
Betrachtung der Verbundzone erforderlich und daher Bestandteil dieses Kapitels. Sowohl die Ana-
lyse der Mikrostruktur der Grenzschicht als auch der darin wirkenden Schädigungsmechanismen
sind derzeit Gegenstand der Forschung und noch nicht abschließend geklärt.
3.1.1 Mikrostruktur der Verbundzone
Die Mikrostruktur von UHPC ist gegenüber Normalbeton hinsichtlich ihrer Gefügedichte und
Festigkeit optimiert, sodass die Verbundzone zwischen der Gesteinskörnung und der Bindemit-
telmatrix, die bei normalfestem Beton in der Regel als Schwachstelle gilt, nahezu dieselben
Materialeigenschaften wie die übrige Matrix aufweist, vgl. Kapitel 2.1. Die Kontaktzone zwi-
schen den eingebetteten Zuschlägen oder Stahleinlagen und der Bindemittelmatrix ist etwa seit
Ende der 1970er-Jahre Gegenstand der Forschung mit besonderem Fokus auf die chemische
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Zusammensetzung und Beeinflussung der Mikrostruktur und daraus resultierenden Verbundfes-
tigkeit, vgl. z. B. [PT78b], [BDM85], [GN00], [RDZ77]. Als Ursachen für die Schwächung der
ITZ gegenüber dem Zementstein in normalfesten Betonen gilt die Anlagerung von Calciumhy-
droxidkristallen und locker gepacktem CSH-Gel in Form eines Duplexfilmes oder zusammen
mit einer porösen Schicht aus CSH-Phasen und nadelförmigen Ettringitkristallen, die sich auf-
grund von Hohlräumen in der Kornpackung in unmittelbarer Nähe zu den Zuschlägen ausbilden
[BDM85], [PT78b], [Pfy03], [RDZ77], vgl. Abbildung 3.1. Nach aktuellen Erkenntnissen bei-
spielsweise durch STENGEL lässt sich in ultrahochfestem Beton infolge des niedrigen Wasser-
Zement-Wertes und der damit reduzierten Wasseranlagerung an den Zuschlagsoberflächen sowie
der Optimierung der Gefügedichte keine poröse und geschwächte calciumhydroxidreiche ITZ
beobachten [Ste13]. Aufgrund der latent hydraulischen Wirkung und der Füllerwirkung von Mi-
krosilica weist die ITZ eine hohe Dichte ohne erkennbaren Schichtaufbau wie bei Normalbeton







Abbildung 3.1: Schematische Darstellung der Kontaktzone zwischen Zuschlag und Zementstein-
matrix in normalfestem Beton nach [RDZ77]
Für eine mechanismenorientierte Beschreibung des Verbundverhaltens ist die detaillierte Kennt-
nis der mikrophysikalischen Interaktionen der Komponenten in der Verbundzone essenziell.
Anders als bei Normalbeton gilt aufgrund der offenbar gleichen Materialeigenschaften wie
in der Bindemittelmatrix die Betrachtung der Grenzschicht als die Faser umgebende Fläche
ohne eine physikalische Dicke als gerechtfertigt [Ste13], [SRRSD19]. Das Verbundverhalten
beschreibt also die Reaktion der Komponenten auf einen Spannungs-Deformations-Zustand bei
Kontakt der Oberflächen, vgl. Kapitel 4.2 und 5.2. Diese Kontaktreaktion ist dabei wesentlich
von der Geometrie und Beschaffenheit der Kontaktoberflächen sowie von den Materialeigen-
schaften der beteiligten Werkstoffkomponenten abhängig, eine genauere Auseinandersetzung
mit Einflussparametern erfolgt in Abschnitt 3.4.
3.1.2 Mikrophysikalische Verbundwirkung
Charakteristisch für das Verbundverhalten von Stahlfasern in einer zementgebundenen Matrix
ist der Übergang zwischen starrem und verschieblichem Verbund, was sich häufig in der Mo-
dellierung mithilfe von abschnittsweise definierten Verbundgesetzen widerspiegelt, vgl. Kapitel
4.1. Die Ablösung (engl. debonding) der Faser von der Betonmatrix führt dadurch zu einer
wesentlichen Änderung des Auszugverhaltens, wie es in Faserauszugversuchen beobachtet wird,
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vgl. Abschnitt 3.3. So unterscheiden sich auch die Wirkmechanismen der Kraftübertragung in
den beiden charakteristischen Verbundphasen voneinander.
Im unbelasteten Initialzustand sind die Oberflächen der Fasern und der Matrix starr miteinan-
der verbunden. Bei gleichmäßiger Verformung der Komponenten des Verbundwerkstoffes als
Verbundkörper werden ohne auftretende Relativverschiebungen in der Kontaktzone Spannun-
gen übertragen. Grundsätzlich kann die Kraftübertragung im starren Verbund dabei durch drei
Kategorien von Verbundmechanismen geprägt sein, nämlich
• durch Stoffschluss,
• durch Kraftschluss oder
• durch Formschluss.
Als Stoffschluss wird eine Verbindung zwischen den Atomen oder Molekülen der beteiligten
Komponenten bezeichnet. Die Auflösung dieses Verbundmechanismus ist im Allgemeinen ohne
eine Veränderung oder Beeinflussung der beteiligten Stoffe auf Molekül- oder Atomebene nicht
reversibel. In Faserbetonen wirkt als Folge der chemisch-physikalischen Erhärtungsprozesse
zwischen den Kontaktflächen der glatten Mikrostahlfasern und der dichten UHPC-Matrix im
starren Verbund eine physikalische Adhäsion, induziert von intermolekularen Wechselwirkungen
und Nebenvalenzbindungen, wie beispielsweise Van-der-Waals-Kräften oder Säure-Base-Inter-
aktionen. Trotz des geringen Wasser-Zement-Wertes bei UHPC findet nach JUHART bei Kontakt
der Materialien Stahl und Beton bei Raumtemperatur, d. h. ohne die benötigte Aktivierungs-
energie, wahrscheinlich keine Bildung von Hauptvalenzbindungen, also chemischen Bindungen,
zwischen den Molekülen der CSH-Phasen des Zementes und der Stahloberfläche statt [Juh11].
Analog dazu wird eine chemische Bindung zwischen den Phasen des Zementsteins und einer
Messingschicht um die Stahlfaser im Rahmen dieser Arbeit ausgeschlossen, da wissenschaftliche
Untersuchungen und Belege dazu bislang nicht bekannt sind.
Als Kraftschluss wird eine Verbindung zweier Oberflächen durch eine Normalkraft bezeichnet,
die nur durch die Überwindung des entstandenen Haftreibungswiderstandes gelöst werden kann.
Dieser Verbundmechanismus ist abhängig von dem umgebenden Spannungszustand und damit
reproduzierbar. Sollte aufgrund der Ablösung der Komponenten voneinander eine Verringerung
des Reibkoeffizienten durch eine Schädigung oder einen Abrieb der Oberflächen entstehen, kann
der Verbundmechanismus nur mit verringertem Verbundwiderstand reaktiviert werden. In Ab-
hängigkeit des dreidimensionalen Spannungszustandes um die Verbundzone tritt beim Verbund
von glatten Mikrostahlfasern mit der Betonmatrix Haftreibung auf. Inwieweit das ausgeprägte
Schwindverhalten von ultrahochfestem Beton die Ausbildung von Haftreibungskräften in der
Verbundzone beeinflusst und zu einer Kontaktpressung durch Schrumpfung der Betonmatrix und
einem resultierenden hydrostatischen Druckspannungszustand auf die Kontaktfläche, wie von
ORANGE ET AL. beobachtet, oder zur Bildung von Kontaktzonenrissen und damit zur frühzei-
tigen Ablösung (auch Pseudo-Debonding) der Faser von der Matrix wie bei BENTUR ET AL.
führt, ist bislang für ultrahochfesten Faserbeton nicht hinreichend untersucht worden [BDM85],
[OAV99], siehe auch Abschnitt 3.2. Eine Abhängigkeit der Kraftübertragung im starren Verbund
von einwirkendem Querdruck ist dennoch mikrophysikalisch plausibel. Eine genauere Betrach-
tung der Normalspannungsentwicklung und des Einflusses auf die Verbundwirkung erfolgt in
Abschnitt 3.2.
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Als Formschluss wird eine Verbindung zweier Komponenten durch eine Verzahnung oder ein
Ineinandergreifen bezeichnet. Je nach geometrischer Ausbildung ist das Auflösen dieser Verzah-
nung häufig mit einer Schädigung der Kontaktoberfläche verbunden. Aufgrund dieser Schädigung
ist der Verbundmechanismus nicht vollständig reproduzierbar, gegebenenfalls jedoch bei verrin-
gertem Verbundwiderstand in Teilen wirksam. Nach JUHART resultiert aus der geometrischen
Struktur der Kontaktoberflächen und der Kohäsion der Komponenten eine mikromechanische
Verklammerung oder Mikroverzahnung [Juh11]. Entsprechend den experimentellen Untersu-
chungen von STENGEL existiert eine mikroskopische Verzahnung zwischen den Oberflächen der
Mikrostahlfaser und der UHPC-Matrix in Form von ineinandergreifenden UHPC-Mikrorippen
und Mikro-Kragarmen auf der makroskopisch glatten Stahl- oder Messingoberfläche, welche
durch eine Anlagerung von feinsten Betonpartikeln und klebstoffartigem Zementleim in den her-
stellungsbedingt auf der Faseroberfläche vorhandenen Riefen und Oberflächendefekten entstehen
[Ste13]. Seinen Untersuchungen zufolge trägt dieser Formverbund wesentlich zur Qualität des
starren, aber auch des verschieblichen Verbundes bei. Auch REHM beschreibt die Bedeutung
einer Verzahnung der augenscheinlich glatten Kontaktoberflächen als entscheidend im Bezug
auf das Verbundverhalten von glatten Bewehrungsstäben und der umgebenden Betonmatrix
[Reh61]. Insgesamt ist jedoch nicht geklärt, welchen Anteil an der Kraftübertragung eine solche
Verzahnung potenziell hat.
Charakteristisch für den starren Verbund ist die Proportionalität der Verbundreaktion zur auf-
gebrachten Beanspruchung. Die genannten Mechanismen des starren Verbundes versagen bei
einer Überschreitung der initialen Verbundfestigkeit, wobei nach JUHART die Haftzugfestigkeit
der Grenzschicht bei Querzugbeanspruchung und die Haftscherfestigkeit bei Scherbeanspru-
chung gemeint ist, spontan mit der Bildung eines Kontaktzonenrisses innerhalb der Verbundzone
zwischen den Komponenten [Juh11], [BDM85], [QWMW18]. Diese Verbundfestigkeit gilt bei
glatten Verbundoberflächen als maximaler Verbundwiderstand. Im Gegensatz dazu wird der
größte Verbundwiderstand bei in Beton eingebettetem, gerippten Bewehrungsstahl erst nach der
Ablösung der Kontaktoberflächen voneinander erreicht, wenn der maßgebende Verbundmecha-
nismus der mechanischen Interaktion der Stahlrippen mit dem umgebenden Beton vollständig
ausgenutzt wird.
Sofern die eingebetteten Fasern eine makroskopische Verankerung oder Profilierung der Ober-
fläche, wie z. B. eine Endverankerung, Wellung oder Verdrillung, aufweisen, ist auch der Ver-
bundmechanismus der mechanischen Verankerung maßgebend für das Spannungs-Deformations-
Verhalten in der Übergangsphase zwischen starrem und verschieblichem Verbund [Mül14].
Nach NAAMAN kann auch die Interaktion von benachbarten Fasern bei hohen Fasergehalten
das Verbundverhalten hinsichtlich einer sogenannten „Verfalzung“, also einer mechanischen
Verankerung in oder an benachbarten Fasern, signifikant beeinflussen [Naa00].
Nach der Auflösung des starren Verbundes beginnt mit dem Einsetzen von Relativverschiebungen
zwischen den Komponenten die zweite Phase des Verbundverhaltens. Die physikalische Adhäsi-
on gilt dann aufgrund der Entfernung der Kontaktoberflächen voneinander als unwiederbringlich
zerstört. Die anfängliche Haftreibung geht mit der Ablösung der Faser von der Matrix in eine
ebenfalls querdruckabhängige Gleitreibung über. Des Weiteren wird die Mikroverzahnung mit
Einsetzen der Relativverschiebung nach STENGEL zunächst durch Abscheren überwunden,
wobei auch Partikel der Grenzschicht an der Faser haften bleiben [Ste13], [QWMW18]. Mit
zunehmender Relativverschiebung in der Verbundzone kann jedoch eine Verkeilung (engl. inter-
locking) der angestauten Betonpartikel untereinander und mit der abgeriebenen Betonoberfläche
innerhalb des Faserkanals auftreten, wie von STENGEL und WILLE & NAAMAN in Faseraus-
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zugversuchen beobachtet [Ste13], [WN12]. Hinreichende experimentelle Untersuchungen zu
Interlocking-Effekten auf der Mikroebene, im Folgenden als Mikro-Interlocking bezeichnet, sind
bislang nicht bekannt.
Charakteristisch für den verschieblichen Verbund bei Stahlfaserbetonen ist der mit zunehmender
Verschiebung verringerte Verbundwiderstand infolge einer fortschreitenden Schädigung der
Verbundzone. Diese Schädigung ist unabhängig von der Verschiebungsrichtung und wächst
auch bei wechselnder Beanspruchungsrichtung an. Das Versagen des verschieblichen Verbun-
des, welches zu einer fehlenden Übertragung von Verbundreaktionen führt, wird durch einen
Kontaktverlust der Oberflächen zum Beispiel infolge einer Ausdehnung des Faserkanals oder
einer Querkontraktion der Faser oder durch eine vollständige Schädigung der Verbundzone
herbeigeführt.
Bei glatten Faseroberflächen ist im Allgemeinen die initiale Verbundfestigkeit bei starrem Ver-
bund größer als die Verbundfestigkeit bei verschieblichem Verbund, vgl. z. B. [Reh61]. In der
folgenden Abbildung 3.2 sind potenzielle Verläufe der in den beiden Verbundphasen wirksamen
Verbundmechanismen über die in einer gemeinsamen Dehnung ε und einer Relativverschiebung
δ resultierende Beanspruchung vereinfacht dargestellt. Dabei wird Kontaktpressung vorausge-















Abbildung 3.2: Schematische Darstellung der Verbundwirkung mit Verbundmechanismen
3.2 Normalspannungsentwicklung
Von Untersuchungen an geripptem Bewehrungsstahl ist bekannt, dass das Herausziehen von
Stäben aus dem Beton mit einer signifikanten Querdruckentwicklung einhergeht, vgl. z. B.
[Tep73], [LM77], [Rit14]. Auch für Böden mit hoher Packungsdichte und Scherfestigkeit ist
ein dilatierendes Verhalten infolge von Scherbeanspruchungen, d. h. eine Volumenzunahme
bei parallelen Relativverschiebungen in einer Grenzschicht, charakteristisch. Dagegen wird
der Entwicklung einer Kontaktpressung infolge von Relativverschiebungen bei glatten Fasern
ohne eine Oberflächenprofilierung eine eher untergeordnete Bedeutung beigemessen, wie die
folgende Analyse zeigt. Da die Reibung jedoch ein wesentlicher Verbundmechanismus für das
Verbundverhalten von Mikrofasern in UHPC darstellt, stellt die Entstehung von Querdruck in der
Verbundzone ein wichtiger Einflussfaktor auf die Verbundwirkung dar. Im Folgenden wird daher
das Potenzial zur Entwicklung von Normalspannungen in der Verbundzone für glatte Fasern
analysiert.
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3.2.1 Ein- und dreidimensionale Querdruckabhängigkeit
Die Verbundmechanismen Haftreibung und Gleitreibung in der Kategorie des kraftschlüssigen
Verbundes sind induziert und quantitativ bestimmt durch den dreidimensionalen Spannungs-
zustand und vor allem durch die radiale Kontaktpressung in der Verbundzone. Neben radialen
Druckspannungen haben auch Zugspannungen einen Einfluss auf die Verbundreaktion. Während
des starren Verbundes gilt die Haftzugfestigkeit als Grenzwert der Kraftübertragung senkrecht
zur Kontaktfläche. Bei Überschreitung dieser Haftzugfestigkeit entfernen sich die Oberflächen
der Komponenten voneinander und es kommt zum Kontaktverlust. Damit einhergehend kann
auch keine Verbundspannung zwischen den Oberflächen übertragen werden, vgl. Abschnitt 3.1.
Den Überlegungen von BARTOS folgend sind im Wesentlichen Spannungszustände aus ein-
und dreidimensionalen Effekten zu unterscheiden. Zu den eindimensionalen Ursachen zählt die
Entwicklung von Normalspannungen in der Verbundzone infolge von spannungsinduzierter Quer-
kontraktion der Faser oder der Matrix im Rahmen der Faseraktivierung und des Faserauszuges.
Bei elastischem Materialverhalten gehen Querdehnungseffekte auf die Poissonzahl zurück, bei
plastischem Materialverhalten etwa auf eine Einschnürung [Bar81]. Die Verbundnormalspannung
kann dabei entweder in der Nähe eines Risses aufgrund der Spannungsunterschiede zwischen
der rissüberbrückenden Faser und der gerissenen Betonmatrix oder bei ungerissenem Faser-
beton unter eindimensionaler Zug- oder Druckbeanspruchung aufgrund der unterschiedlichen
Querdehnzahlen der Materialien Stahl und Beton beeinflusst werden. Das Kriech- respektive
Relaxationsvermögen von Matrix und Faser können bei statischer Beanspruchung über einen
längeren Zeitraum die entstehenden Spannungen abbauen.
Ein weiterer eindimensionaler Effekt ist die Entwicklung von Dilatanz und damit verbunden die
Generierung von Querzug- oder Querdruckspannungen in der Verbundzone durch die Verbundre-
aktion selbst. So kann es etwa beim Übergang zwischen starrem und verschieblichem Verbund
durch das Abscheren einer Verzahnung, die Reibung unebener Flächen aufeinander oder durch
die Aufhebung von Adhäsionszugspannungen zu einer Volumenzunahme in der Grenzschicht und
einer Entfernung der Oberflächen voneinander kommen. Bei fortschreitender Relativverschie-
bung zwischen den Kontaktflächen kann reibungs- und verzahnungsbedingt eine Verfeinerung
oder auch Anhäufung von Betonpartikeln auftreten, die zu einer weiteren Volumenab- oder
zunahme beitragen. In Abhängigkeit der Nachgiebigkeit der umgebenden Matrix werden infolge
dieser Dilatanzentwicklungen auch die Verbundnormalspannungen beeinflusst.
Deutlich komplexere Spannungs- und Dehnungszustände werden durch dreidimensionale Ef-
fekte erzeugt. Dazu zählen Eigenspannungszustände innerhalb des Verbundwerkstoffes infolge
von materialbedingt behinderten Verformungen aufgrund von chemischem oder autogenem
Schwinden sowie Temperaturänderungen. Auch äußerlich einwirkende, dreidimensionale Belas-
tungszustände können eine Verbundnormalspannung hervorrufen. Bei isotropem Materialver-
halten erfolgt zunächst eine gleichförmige Kontraktion oder Ausdehnung der Betonmatrix. Bei
starrem Verbund zwischen Fasern und Matrix stellt die vergleichsweise steife Stahlfaser eine
Dehnungsbehinderung in Quer- und in Längsrichtung dar und erfährt somit einen Druck- oder
Zugspannungszustand. Es herrscht damit ein Eigenspannungszustand in der Verbundzone. In der
Literatur wird der dreidimensionale Spannungszustand in der Verbundzone häufig durch eine
ebene Betrachtung im Hinblick auf die Radialdruckspannung in der Kontaktzone vereinfacht,
vgl. [PT78a], [NNAN91]. BARTOS ist im Bezug auf normalfesten Stahlfaserbeton der Ansicht,
dass dieser radiale Druckspannungszustand in der Grenzschicht aufgrund der Volumenänderung
der Matrix bei den vorherrschenden kleinen Faserdurchmessern nur gering ausfällt, verweist
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gleichzeitig jedoch auf eine mögliche Rissbildung in der Kontaktzone und die damit verbundene
Beeinflussung der Verbundwirkung [Bar81]. Über den Spannungszustand entlang der Verbund-
zone in Richtung der Faserlängsachse, welcher nur bei starrem Verbund ohne Kontaktzonenrisse
auftreten kann, äußert er sich hingegen nicht. Häufig wird der stahlfaserverstärkte Beton gerade
durch den unterschiedlichen Einfluss der Fasern entlang und quer zur Faserachse als anisotrop
bewertet, vgl. z. B. [Spe08]. Erst bei statistisch gleichverteilter Faserorientierung und homo-
gener Faserverteilung wird dem Stahlfaserbeton makroskopisch ein näherungsweise isotropes
Materialverhalten unterstellt.
3.2.2 Experimentelle Untersuchungen
Im Rahmen ihrer experimentellen Faserauszugversuche mit unterschiedlich rauen Faseroberflä-
chen stellten PINCHIN & TABOR einen signifikanten Einfluss einer von außen aufgebrachten
Umschnürung auf den Verbundwiderstand fest [PT78a]. LEUNG & GENG untersuchten ihrerseits
die Auswirkungen von Querdruck- und Querzugbeanspruchungen auf das Auszugverhalten
und insbesondere den Auszugwiderstand und bringen dazu auf ihre rechteckigen Versuchs-
körper in eine der Querrichtungen über die gesamte Versuchsdauer eine zusätzliche konstante
Beanspruchung auf [LG95]. Obwohl die Kontaktspannung um die eingebettete Faser dadurch
nicht rotationssymmetrisch ist, stellen sie infolge von Querdruck oder -zug proportional zur
aufgebrachten Spannung erhöhte oder verringerte maximale Auszugwiderstände fest [LG95].
Für in ultrahochfestem Beton eingebettete Fasern sind keine experimentellen Untersuchun-
gen des Einflusses einer aufgebrachten Querdruckspannung bekannt. STENGEL schreibt den
querdruckabhängigen Verbundmechanismen der Haft- und Gleitreibung jedoch auf Basis der
eigenen Faserauszugversuche mit unterschiedlichen Oberflächenrauigkeiten und überschlägigen
Berechnungen von Reibkoeffizienten und Radialdruckspannung insgesamt nur eine untergeord-
nete Bedeutung für den Verbundwiderstand zu [Ste13]. Eine durch eine Dilatanzentwicklung
entstehende Aufweitung der Verbundzone ist ebenfalls nicht experimentell belegt. Dennoch sind
theoretische Überlegungen dazu ein wichtiger Bestandteil der Modellierung des Verbundverhal-
tens, vgl. Kapitel 4.2.
Bei profilierten Oberflächen wie etwa beim gerippten Betonstahl ist die Bedeutung von Kon-
taktspannungen hingegen erheblich größer. Insbesondere der durch den Verbund induzierte
Aufbau von Querdruckspannungen im Verbundverhalten zwischen geripptem Betonstahl und
der umgebenden Betonmatrix gilt als maßgebender Einflussfaktor auf den Verbundwiderstand
und die Verankerungswirkung. Experimentelle und theoretische Untersuchungen zur Entwick-
lung und zum Einfluss von Verbundnormalspannungen auf das Auszugverhalten von geripptem
Bewehrungsstahl aus einer Betonmatrix zeigen die große Bedeutung der querdruckabhängi-
gen Verbundmechanismen, dabei insbesondere die Abstützung von Betondruckstreben auf den
Stahlrippen, veranschaulicht im Druckkegel-Zugring-Modell nach TEPFERS, für den Verbundwi-
derstand [Tep73], [TO92], [LM77], [Rit14].
3.2.3 Theoretische Überlegungen
Die folgenden theoretischen Untersuchungen erlauben eine qualitative und quantitative Einschät-
zung der dehnungsbehindernden Wirkung der Faser und des damit verbundenen Spannungs-
Deformations-Verhaltens in der Kontaktzone. Dafür wird sowohl für die Betonmatrix als auch für
die eingebettete Stahlfaser eine homogene Verteilung der Materialeigenschaften und isotropes,
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linear-elastisches Materialverhalten unterstellt. Beim Zusammenwirken als Verbundwerkstoff
ist das Materialverhalten durch die Ausrichtung der schlanken Faser, die eine inhomogene
Steifigkeitsverteilung im Probekörper bedeutet, anisotrop. Aufgrund der Rotationssymmetrie
der Struktur und der Belastung um die Faser bietet sich die Einführung der in Abbildung 3.3
dargestellten Zylinderkoordinaten an. Der rotationssymmetrische Spannungs-Deformations-
Zustand ist unabhängig von der axialen Koordinate z. Die drei Koordinatenrichtungen radial
r, tangential respektive in Umfangsrichtung θ und axial z sind gleichzeitig Verzerrungs- und
Spannungshauptrichtungen und das Ebenbleiben der Querschnitte mit εrz = 0 und εθz = 0 führt














Abbildung 3.3: Verschiebungen und Spannungen am differenziellen Element eines dickwandigen
Hohlzylinders in Zylinderkoordinaten nach [TG87], [Läp11]
Bei Beanspruchung in Richtung der Längsachse und damit auftretender axialer Dehnung εzz 6= 0
kann die Idealisierung als räumlicher Formänderungszustand erfolgen, während für eine Be-
hinderung der Längsdehnung εzz = 0, beispielsweise bei lokaler Betrachtung einer sehr langen
Faser, ein räumlicher Verzerrungszustand vorherrscht [MH18]. Es stellt sich unabhängig von
der gewählten Modellierung ein räumlicher Spannungszustand mit σzz 6= 0 ein. In Analogie zur
zweidimensionalen Betrachtung nach TIMOSHENKO’s „Shrink-Fit“-Theorie soll im Folgenden
der räumliche Spannungszustand in der Kontaktzone für eine gleichförmige Volumenverklei-
nerung der Matrix als Ersatz für äußere Druckbeanspruchungen oder Schwindverformungen
ausgewertet werden, vgl. [TG87]. Die Faser wird als ideal runder Zylinder mit dem Radius rf
modelliert, umgeben von einem dickwandigen Hohlzylinder mit einem endlichen Außenradius
rm. Für die Betrachtung des Spannungs-Deformations-Zustandes um die Faser sind sowohl die
Faserlänge als auch die Dicke der Betondeckung am eingebetteten Faserende unerheblich, da
die Spannungs- und Dehnungsverteilungen in der Kontaktzone von der axialen Koordinate z
unabhängig sind.
Die linearisierten kinematischen Beziehungen bei Rotationssymmetrie und Unabhängigkeit des
rotationssymmetrischen Verzerrungszustandes von der Axialrichtung mit εrz = 0 und εθz = 0,
wodurch das Ebenbleiben der Querschnitte gekennzeichnet ist, lauten für die Verzerrungshaupt-












worin w die axiale Verschiebung in z-Richtung beschreibt [MH18]. Mit τrz = 0 in Verbindung



































kann das Spannungs-Deformations-Verhalten für spezielle Randbedingungen vollständig be-
schrieben werden [MH18]. Dabei ergibt sich die radiale Verschiebung u durch die Differenzial-











[MH18], [Tim55]. Die allgemeine Lösung der Differenzialgleichung (3.4)




muss für den Zylinder (Faser) und den Hohlzylinder (Matrix) an die jeweils gültigen Randbedin-
gungen angepasst werden, um die Konstanten C1 und C2 zu bestimmen [Tim55], [MH18]. Im
Folgenden werden die Konstanten für Verschiebung der Matrix als A und B bezeichnet und für
die der Faser als C und D. Für eine gültige Beschreibung der Verschiebungskomponente u in
Zylindermitte r = 0 muss für den Zylinder der Faser die Konstante D respektive C2 verschwinden,
woraus eine im Radius r konstante Verteilung aller Dehnungen und Spannungen folgt [Tim55].
Die Faserdehnungen εrr,f in radialer und εθθ,f tangentialer Richtung entsprechen nach Gleichung
(3.1) genau der Konstante C beziehungsweise C1 aus Gleichung (3.5) für die Faser.
Als Randbedingungen sind dann eine axiale und eine radiale Stauchung vorzugeben, die im Falle
der gleichförmigen Volumenverkleinerung außerhalb der unmittelbaren Faserumgebung gleich
groß und konstant sind, d. h. εrr,m(r→ rm) = εzz,m = konstant, vgl. Abbildung 3.4. Aufgrund
des starren Verbundes erfahren sowohl Faser als auch Matrix die axiale Stauchung
εzz,m = εzz,f = εzz,0 (3.6)
als Summe von schwind- und lastinduzierten Dehnungsanteilen. Damit kann speziell für den
Randbereich der Matrix die radiale Stauchung zu
εrr,m(r = rm) = εrr,0 (3.7)
angenommen werden, wobei der Radius rm der Matrix signifikant größer als der Faserradius rf
sein muss, um den Einfluss der Dehnungsbehinderung durch die Faser auf die Stauchung der
Matrix zu eliminieren. Aus Gründen des Gleichgewichtes und der geometrischen Verträglichkeit
müssen sowohl die radiale Verschiebungskomponente u als auch die Radialspannung σrr in der
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Kontaktzone stetig sein, d. h. die Bedingungen
uf(r = rf) = um(r = rf), σrr,f(r = rf) = σrr,m(r = rf) (3.8)
sind gültig und dienen zusammen mit den übrigen speziellen Randbedingungen zur Bestimmung
der unbekannten Koeffizienten der Lösung der Differenzialgleichung für die Faser und die Matrix





Abbildung 3.4: Schematische Darstellung des Faser-Matrix-Verbundes als rotationssymmetri-
scher Ausschnitt unter einer gleichförmigen Volumenverkleinerung
Nach Anpassung der Lösung (3.5) an die inhomogenen Randbedingungen (3.6) und (3.7) und an








die zweite Konstante B respektive C2 aus Gleichung (3.5) für die Matrix zu
B =
















und die übrigen Konstanten A respektive C1 für die Faser und C beziehungsweise C1 für die
Matrix lassen sich mit












daraus ableiten. Durch Einsetzen der Verschiebungslösungen um und uf in die kinematischen
Beziehungen nach Gleichung (3.1) ist der Dehnungszustand für den Zylinderverbund bestimmt.
Mithilfe der linearen Elastizitätstheorie nach Gleichung (3.2) wird daraus der Spannungszustand
ermittelt.
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Die folgende Abbildung 3.5 zeigt die im Radius r variierenden Spannungs- und Dehnungsver-
läufe für εrr,0 = εzz,0 =−0,0001, d. h. für eine Schrumpfung um 0,1mm/m. Da die Zusammen-
hänge linear sind, lässt sich das Ergebnis für andere Schrumpfmaße extrapolieren. Abhängig ist
die Entwicklung des Spannungs-Deformations-Zustandes dabei vor allem von der Quer- und
Längssteifigkeit des Faser- und des Matrixwerkstoffes. Für das hier gewählte Beispiel werden
für die Faser der Elastizitätsmodul von typischen Stahldrähten Ef = 200000N/mm2 und für
die ultrahochfeste Betonmatrix vereinfachend der E-Modul Em = 50000N/mm2 angenommen.
Die Querdehnzahlen für Faser und Matrix sind vereinfacht zu νf = 0,3 und νm = 0,2 gewählt.
Die Faser weist hier einen Radius von rf = 0,1mm auf, die umgebende Betonmatrix hat einen
Außenradius von rm = 5mm, womit die Bedingung rf << rm erfüllt ist, vgl. Abbildung 3.4.































Abbildung 3.5: Dehnungs- und Spannungsverläufe über den Radius von Faser und Matrix bei
starrem Verbund für eine Volumenverkleinerung von εrr,0 = εzz,0 = 0,1mm/m
Die Kontaktspannung senkrecht zur Faseroberfläche lässt sich im rechten Diagramm in Abbil-
dung 3.5 nach der ersten Nachkommastelle gerundet als σrr(r = rf) = −12,4N/mm2 ablesen
und entspricht auch der konstanten Querdruckspannung im Faserquerschnitt. Für ein End-
schwindmaß von ε∞cs =−0,0007 kann demnach in der Grenzschicht des Faser-Matrix-Verbundes
eine Verbundnormalspannung von σrr(r = rf) = 86,8N/mm2 entstehen. Aus der Überdrückung
der Faser resultiert infolge des starren Verbundes auch eine Druckspannung in Faserlängs-
richtung. Die Längsdruckspannung in Fasermitte beträgt gerundet σzz,f =−27,4N/mm2, vgl.
Abbildung 3.5. Die Matrix erfährt in Richtung der Faserachse eine Druckspannung von ca.
σzz,m = 8,3N/mm2, welche der Radialdruckspannung außerhalb der unmittelbaren Faserumge-
bung mit σrr,m(r→ rm) = 8,3N/mm2 entspricht. Die Voraussetzung gleicher Dehnungen von
Faser und Matrix im starren Verbund führt also aufgrund der verschiedenen Elastizitätsmoduln
zu einem Spannungssprung in der Kontaktzone, der in einer Verbundschubspannung resultiert.
Der in Abbildung 3.5 dargestellte Spannungs-Deformations-Zustand infolge einer Volumenver-
kleinerung verändert die Verbundwirkung und kann bei entsprechend großer Volumenverände-
rung eine Vorschädigung der Matrix hervorrufen. Wie in den Spannungsverläufen zu erkennen
ist, entwickelt die Matrix außerhalb der unmittelbaren Umgebung der Faser einen isotropen
Eigenspannungszustand infolge der mehraxialen Beanspruchung und sich daraus ergebenden
statischen Unbestimmtheit. In allen drei Hauptrichtungen werden für die vorgegebene gleich-
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förmige Schrumpfung der Matrix von ε0 =−0,0001 geringe Druckspannungen generiert, die
teilweise oder vollständig durch das zeitabhängige Kriechverhalten des Materials abgebaut wer-
den können. Im Bereich der Kontaktzone stellt die Faser eine zusätzliche Dehnungsbehinderung
dar, die die Spannungsverteilung in der Matrix um ca. ∆σrr,m = 4,1N/mm2 verändert. Auch der
Dehnungszustand wird im Bereich der Faser signifikant beeinflusst. Da in diesem Beispiel keine
Zugspannungen und -dehnungen in der Matrix auftreten, ist zunächst keine Mikrorissbildung
im Bereich der Kontaktzone zu erwarten, auch wenn ein Vielfaches der hier aufgegebenen
Volumenverkleinerung angesetzt wird. Dazu ist anzumerken, dass der Spannungs-Deformations-
Zustand im Bereich der Faser auch durch Inhomogenitäten, wie etwa größeren Gesteinskörnern,
und Imperfektionen beeinflusst wird und es bei entsprechender Störung der gleichmäßigen
Dehnungsverteilung auch zu einer Rissbildung kommen kann. Darüber hinaus wird hier die freie
Verformbarkeit der Matrix vorausgesetzt. Eine lokale Verformungsbehinderung etwa bei dichten
Faserverteilungen kann eine Mikrorissbildung bei lokaler Überschreitung der Zugfestigkeit zur
Folge haben.
Die Kraftübertragung im starren Verbund wird signifikant durch auftretende Volumenverände-
rungen beeinflusst. Aus den Ergebnissen des Spannungs-Deformations-Zustandes in Abbildung
3.5 kann sowohl eine Verbundnormalspannung als auch eine Verbundschubspannung abgelei-
tet werden. Durch die Verbundnormalspannung senkrecht auf die Faseroberfläche werden die
querdruckabhängigen Verbundmechanismen, i. e. bei starrem Verbund die Haftreibung, aktiviert.
Die Verbundschubspannung kann bei einem Endschwindmaß von ε∞cs = −0,0007 Werte von
knapp τb,z = 10N/mm2 erreichen, was eine Überschreitung der Verbundfestigkeit und damit
die Auflösung des starren Verbundes durch Bildung eines Kontaktzonenrisses zur Folge haben
kann. Dieser Effekt beeinträchtigt dann den erreichbaren Auszugwiderstand bei lastinduzierter
Rissbildung, vgl. Kapitel 3.3.
Diese Abschätzung der Auswirkungen einer Volumenverkleinerung stellt eine Vereinfachung
dar, da die zeitabhängige Entwicklung von Festigkeit, Steifigkeit und auch Schwindschrumpfung
vernachlässigt wird. STENGEL merkt dazu an, dass sowohl für die Schwinddehnung als auch
für den Elastizitätsmodul der Betonmatrix ein zeitlich veränderlicher Verlauf berücksichtigt und
über die Zeit integriert werden muss, um eine realistische Größenordnung der Kontaktspannung
nach der Erhärtung der Matrix zu erhalten [Ste13]. Dabei ist für den zeitlich veränderlichen
Spannungs-Deformations-Zustand die Überschreitung zwischenzeitlicher Festigkeitswerte bei
verzögerter zeitlicher Entwicklung denkbar.
Eine zweidimensionale Betrachtung der durch TIMOSHENKO beschriebenen „Shrink-Fit“-Kon-
figuration, die näherungsweise einer Modellierung im ebenen Verzerrungszustand unter Ver-
nachlässigung des Einflusses der axialen Spannung σzz entspricht, erfolgt von PINCHIN &
TABOR und NAAMAN ET AL. [PT78a], [NNAN91]. PINCHIN & TABOR definieren dazu die
Fehlpassung δr (engl. fibre-matrix misfit) in Analogie zu TIMOSHENKO als Differenz zwischen
dem Faserradius und dem Innenradius des ungefüllten Hohlzylinders der Matrix nach last- und
schwindinduzierter Schrumpfung. Die Fehlpassung bezogen auf den Faserdurchmesser entspricht
der Dehnung ε0 = δr/rf, die bei einem signifikanten Größenunterschied der Außenradien, d. h.







erzeugt [PT78a], [NNAN91]. Unter Berücksichtigung der spannungsinduzierten Querkontrak-
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tion der gezogenen Faser als Reduzierung der Fehlpassung ermitteln PINCHIN & TABOR aus
dem Kräftegleichgewicht zwischen Stahlfaser und Verbundzone bei ausschließlicher Kraftüber-
tragung durch Gleitreibung die Beziehung zwischen axialer Spannung in der Faser und der
Fehlpassung. Mit deren Hilfe schließen sie aus der experimentell gemessenen Faserauszugkraft
bei definierter Umschnürung zurück auf die Fehlpassung [PT78a]. NAAMAN ET AL. erweitern
diese Beziehungen um eine durch eine Exponentialfunktion beschriebene Verringerung der
Fehlpassung in Abhängigkeit des Auszugweges [NNAN91]. Da hier grundsätzlich der Zusam-
menhang zwischen der Radialdruckspannung und der Fehlpassung erhalten bleibt, wird diese
Erweiterung im Folgenden nicht berücksichtigt. Nach PINCHIN & TABOR kann für die Dehnung
ε0 der Fehlpassung die Summe der last- und schwindinduzierten Matrixdehnungen angesetzt
werden. Für das Beispiel in Abbildung 3.4 wäre also ε0 = εrr,0 =−0,0001 anzunehmen. Daraus
ergibt sich eine Radialdruckspannung von ca. pr =−3,6N/mm2, die deutlich geringer ist als
die bei dreidimensionaler Schrumpfung erhaltene Radialspannung σrr(r = rf) =−12,4N/mm2.
Die Vernachlässigung der Radialspannung σzz und ihres Einflusses auf den Spannungs-Deforma-
tions-Zustand in der Kontaktzone macht sich hier deutlich bemerkbar. So kommt STENGEL
auf der Grundlage seiner Untersuchungen zu dem Ergebnis, dass die querdruckinduzierte Rei-
bung anders als das beobachtete Mikro-Interlocking nur eine untergeordnete Bedeutung für den
Auszugwiderstand spielen kann [Ste13].
Für die Bedeutung der querdruckabhängigen Verbundmechanismen, Haftreibung und Gleitrei-
bung, spielt die Entwicklung der Normalspannung in der Verbundzone eine entscheidende Rolle,
vgl. Kapitel 3.1. Neben lokalen Veränderungen der Verbundnormalspannung durch die Querkon-
traktion der Faser oder durch eine Dilatanzentwicklung beim Abscheren der Mikroverzahnung
und gegebenenfalls bei Anstauung der gelösten Betonpartikel im Faserkanal, die in Kapitel 4.2
Beachtung finden, beeinflussen Volumenveränderungen der Matrix den globalen Spannungs-
Deformations-Zustand der Verbundzone. Es konnte beispielhaft für einen starren Faser-Matrix-
Verbund gezeigt werden, dass bei freier Verformbarkeit der Matrix eine Volumenverkleinerung
zu einer Überdrückung der eingebetteten Faser führt und daher keine Vorschädigung der Ver-
bundzone infolge von Mikrorissen zu erwarten sind. Aufgrund des gegenüber Normalbetons
vergrößerten Elastizitätsmoduls ist der Spannungs-Deformations-Zustand bei Annahme einer
gleichen Volumenverkleinerung stärker ausgeprägt. Darüber hinaus ist das zu erwartende End-
schwindmaß von UHPC höher als das von normalfestem Beton. Der mit der Betonfestigkeit
zunehmenden Bedeutung der Volumenveränderungen eines Faserbetonbauteils ist durch entspre-
chende Maßnahmen bei der Herstellung, aber auch bei der Planung und Konstruktion, Rechnung
zu tragen. Vereinfachend wird für die folgenden Untersuchungen der Verbundzone ein Abbau
der schwindinduzierten Verbundeigenspannungen durch Kriechen angenommen. Eine intensive
Auseinandersetzung mit den thermisch-hygrischen Prozessen in der Verbundzone bei Erstarrung
und Erhärtung des Faserbetons ist nicht Bestandteil dieser Arbeit. Die Modellierung des Verbund-
verhaltens in Kapitel 4.2 erfolgt daher unter der Annahme einer intakten Verbundzone und unter
Berücksichtigung von Verbundnormalspannungen sowie der Entwicklung und Beeinflussung der
Kontaktpressung durch den Faserauszug.
3.3 Faserauszugversuche
Das Verbundverhalten von Fasern in UHPC wird üblicherweise mithilfe von Faserauszugversu-
chen charakterisiert. Da auch im Rahmen dieser Arbeit Faserauszugversuche zur Validierung
des entwickelten Verbundmodells dienen, werden typische Versuchsbeobachtungen und Heraus-
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forderungen bei der Analyse der Versuchsergebnisse im folgenden Kapitel herausgearbeitet.
Ergebnisse von numerischen Untersuchungen an Faserauszugversuchen sind in Kapitel 6.2 zu
finden.
3.3.1 Experimentelle Untersuchungen des Verbundverhaltens
Die experimentelle Analyse des Verbundverhaltens von in Beton eingebetteten Stahleinlagen
erfolgt im Regelfall an kleinformatigen Probekörpern mit speziell ausgerichteten, einzeln oder
gruppiert angeordneten Stahlfasern oder -stäben, die ein- oder zweiseitig mit bereits getrenn-
ten Rissufern einbetoniert werden und eine kontrollierte Lasteinleitung in die Verbundzone
beziehungsweise eine zentrische Zugkraft erfahren.
Ziel der Untersuchungen ist die Bestimmung einer Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung für das
Verbundverhalten. Während sich für Verbundversuche von in Beton eingebettetem Bewehrungs-
stahl eine Vielzahl an Versuchsaufbauten mit unterschiedlichem Zweck etabliert hat, werden
für Faser-Matrix-Verbundwerkstoffe typischerweise Faserauszugversuche (engl. fibre pull-out
tests) oder Faserausschiebeversuche (engl. fibre push-out tests) durchgeführt und anhand des aus
den Messdaten resultierenden Last-Verschiebungs-Diagramms ausgewertet. In Abbildung 3.6
sind beispielhaft typische Probekörper für den Auszug von Stahlfasern aus einer Betonmatrix
dargestellt. Für andere Faser- und Matrixmaterialien existiert eine Vielzahl weiterer, teilweise
filigranerer Versuchsaufbauten.
a) mit einseitig eingebundenen Fasern
b) mit beidseitig eingebundenen Fasern
Abbildung 3.6: Beispiele für Probekörper in Faserauszugversuchen nach [Bar81], [Gra83]
Anders als für die bei Faserbetonanwendungen zu den Standard-Begleitkörperprüfungen zäh-
lenden Faser-Matrix-Verbundversuche existiert für Verbundversuche mit konventionellem Be-
wehrungsstahl seit 1970 eine einheitliche Regelung für Auszugversuche nach RILEM, vgl.
[Rit14], [RIL70]. Die Übertragung des experimentell festgestellten Auszugverhaltens auf das
lokal vorherrschende Verbundverhalten ist bei Auszugversuchen nach RILEM mit konventio-
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nellem Bewehrungsstahl mit dem Durchmesser ds und einer gleichbleibenden Verbundlänge
von `b = 5ds direkt durch eine Umrechnung der gemessenen Auszugkraft in eine über die
Verbundfläche konstante Verbundspannung möglich [Rit14]. Da die gemessene Verschiebung
am rückwärtigen Ende des Bewehrungsstahles, häufig als Endschlupf bezeichnet, direkt Ein-
gang in die Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung findet, ist der Verlauf der Verbundspannung
über den fortschreitenden Schlupf direkt aus dem Last-Verschiebungs-Diagramm des Versuches
bekannt. Für eine über die Verbundlänge konstante Verbundspannungsverteilung entspricht
daher der maximale Auszugwiderstand dem über die Verbundfläche integrierten maximalen
Verbundwiderstand.
Auszugversuche mit Ausziehkörpern erlauben Rückschlüsse auf das rissüberbrückende Verhalten
von Stahleinlagen und damit auf ihre Tragwirkung im gerissenen Zustand II der Betonmatrix.
Mithilfe von Faserauszugversuchen kann also das charakteristische Auszugverhalten der Fasern
aus dem starren Faser-Matrix-Verbund experimentell ermittelt werden. Die implizite Annah-
me glatter Rissufer ohne Kraftübertragung durch mitwirkenden Beton ist dabei für eine eher
feinkörnige ultrahochfeste Matrix gerechtfertigt, vgl. Kapitel 2.1. Der bei beginnender Faser-
belastung zunächst starre Verbund zwischen Faser und Matrix bei getrennten Rissufern stellt
dagegen eine idealisierende Näherung dar, da im Bereich von Rissprozesszonen eher komplexe
Spannungszustände vorherrschen, die im Rahmen von Verbundversuchen wie in Abbildung 3.6
nicht abgebildet werden. Die Beteiligung der Fasern am Lastabtrag im ungerissenen Zustand des
Betons wird dabei nicht erfasst, vgl. Kapitel 2.2.
3.3.2 Auszugversuche von Stahlfasern in UHPC
Experimentelle Untersuchungen zum Auszugverhalten von Stahlfasern in hochfestem und ul-
trahochfestem Beton wurden in den letzten Jahren in Analogie zu den Faserauszugversuchen
an normalfestem Beton unter anderem von MARKOVICH, STENGEL, WILLE & NAAMAN und
BREITENBÜCHER & SONG durchgeführt [Mar06], [Ste13], [WN12], [BS14]. Aufgrund der bei
UHPFRC üblichen Mikrofasern sind zwar häufig nur sehr geringe Probekörperabmessungen
erforderlich, aber eine verbesserte technische Messeinrichtung. Außerdem ist aufgrund der
Bedeutung lokaler Imperfektionen, Schädigungen und Inhomogenitäten bei Auszugversuchen
aller Art eine signifikante Streuung der Versuchsergebnisse zu erwarten [EPB83].
Eine aktuelle experimentelle Studie zum Auszugverhalten von Stahlfasern aus einer ultrahoch-
festen Betonmatrix wird von QI ET AL. bereitgestellt [QWMW18]. Darin werden mithilfe von
Einzelfaserauszugversuchen mit unterschiedlich langen Stahlfasern mit und ohne Endveranke-
rung die Einflüsse aus der Geometrie, Einbindelänge und Neigung der eingebetteten Fasern auf
das Auszugverhalten untersucht. Dazu erfassen sie neben der aus der weggesteuerten Beanspru-
chung mit einer Beanspruchungsgeschwindigkeit von 1,0mm/min resultierenden Zugkraft P
die relative Verschiebung zwischen der eingespannten Faserspitze und dem in einer speziellen
Stahlform eingeklemmten Betonkörper in Form eines halben Hundeknochens. In der folgen-
den Abbildung 3.7 sind die gemittelten Versuchsergebnisse von jeweils fünf durchgeführten
Versuchen von QI ET AL. für den Auszug von mit ihrer halben Faserlänge in ultrahochfesten
Beton eingebetteten Mikrostahlfasern in gemittelten Last-Verschiebungs-Diagrammen darge-
stellt [QWMW18]. Dabei wird der gemessene Auszugwiderstand P über den Schlupf s an der
Faserspitze abgetragen, vgl. [QWMW18]. Mithilfe einer näherungsweisen Ermittlung der Fa-
serdehnung im Bereich der freien Faserlänge oberhalb des Betonkörpers kann auf den Schlupf
am Faseraustrittsort geschlossen werden. Die Relativverschiebung des eingebetteten Faserendes
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hingegen, üblicherweise als Faserendschlupf bezeichnet, ist zusätzlich von der entsprechend
des lokalen Verbundwiderstandes verteilten Faserdehnung abhängig und im Allgemeinen nicht
messbar.






























Abbildung 3.7: Experimentell ermitteltes Auszugverhalten von um den Winkel β ∈ [0,30,45]
geneigten Mikrostahlfasern (df/`f = 0,2/13mm) in UHPC aus [QWMW18]
Die Versuchsergebnisse in Abbildung 3.7 zeigen die typischen Verläufe des gemittelten Auszug-
widerstandes über den Schlupf für gerade Fasern und für Fasern mit mechanischer Endveranke-
rung. Verwendet wurden hochfeste Mikrostahlfasern mit einem Durchmesser von df = 0,2mm,
einer Faserlänge von `f = 13mm sowie einer Zugfestigkeit von fst = 2900N/mm2 [QWMW18].
Die ultrahochfeste Betonmatrix weist entsprechend den Angaben in der Veröffentlichung eine
Druckfestigkeit von fcc = 151,5N/mm2 auf [QWMW18]. Bei beiden Fasertypen ist zunächst
eine nahezu lineare Zunahme der ertragbaren Auszugkraft zu erkennen, die nicht mit einer
Relativverschiebung zwischen den Kontaktflächen, sondern einer elastischen Dehnung des Faser-
Matrix-Verbundes und insbesondere der Faser über ihre freie Länge einhergeht [QWMW18].
Der maximale Auszugwiderstand ist bei Fasern mit mechanischer Endverankerung aufgrund
des zusätzlichen Verbundmechanismus gegenüber den geraden Fasern deutlich vergrößert. Bei
einer Einbettung mit einem Neigungswinkel β werden sowohl für gerade als auch geometrisch
vorgeformte Fasern die größten Ausziehlasten erreicht, vgl. Abbildung 3.7. Mit zunehmender
Verschiebung s nimmt der Auszugwiderstand bei geraden Fasern bei gleichzeitig verringerter
Verbundfläche gleichmäßig ab, bis schlussendlich das Auszugversagen spontan mit dem abrupten
Auszug des Faserendes einsetzt und den Versuch beendet.
Auch STENGEL beobachtet in seinen Versuchen eine nahezu lineare Faserauszugphase [Ste13].
Die folgende Abbildung 3.8 zeigt die Versuchsergebnisse von STENGEL mit den typischen
Streuungen der Auszugwiderstände. In dieser Versuchsserie werden hochfeste Mikrostahlfasern
mit verschiedenen Faserdurchmessern, und zwar df = 0,48mm in Abbildung 3.8 a) und df =
0,15mm in Abbildung 3.8 b) sowie einer Einbindelänge von `e = 5mm aus einer feinkörnigen
UHPC-Matrix mit einer Betondruckfestigkeit von fcc = 213N/mm2 vollständig herausgezogen.
Dabei werden die Zugkraft P und der Maschinenweg aufgezeichnet.
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a) df = 0,48mm, `f = 10mm b) df = 0,15mm, `f = 10mm
Abbildung 3.8: Experimentell in geraden Faserauszugversuchen ermitteltes Auszugverhalten
von geraden Mikrostahlfasern in UHPC mit typischen Streuungen aus [Ste13]
Bei Fasern mit mechanischer Endverankerung nimmt der Auszugwiderstand in Abbildung 3.7 a)
nach dem Maximalwert zunächst rapide ab, bis schließlich ein zweites Plateau oder ein erneuter
Anstieg erreicht wird, welcher einer weiteren plastischen Verformung der Endverankerung im
abknickenden Faserkanal zugeschrieben wird [QWMW18]. Abschließend stellt sich analog zu
geraden Fasern ein gleichmäßiger, nahezu linearer Verlauf des Auszugwiderstandes ein, der
spontan mit dem Auszugversagen endet. Die im Faserauszugversuch dissipierte Arbeit wird als
Flächeninhalt unter den Verlaufskurven angegeben, wobei die so ermittelte Dissipationsenergie
beim Auszug einer geometrisch vorverformten Faser trotz der verbesserten maximalen Auszug-
kraft nicht größer ist als bei geraden Fasern [QWMW18]. QI ET AL. beschreiben außerdem den
teilweise im Bereich der Maximalbelastung bei geometrisch vorgeformten Fasern beobachteten
Versagensmodus des Faserreißens [QWMW18]. Der Einfluss der Verbundlänge in Kombination
mit dem vergrößerten Faserdurchmesser zeigt sich in einer dritten Versuchsserie mit längeren,
endverankerten Fasern, vgl. [QWMW18]. Für die etwa doppelt so große Faserlänge und eine
deutlich stärker ausgeprägte Endverankerung gegenüber dem zweiten Fasertyp wird ein etwas
mehr als doppelt so großer Auszugwiderstand ermittelt [QWMW18].
Die experimentellen Untersuchungen von QI ET AL. und STENGEL werden im Rahmen dieser
Arbeit zur Validierung des entwickelten Verbundmodells verwendet, vgl. Kapitel 6.2. Nähere
Informationen zu den Versuchsergebnissen sind an entsprechender Stelle angegeben.
3.3.3 Analyse des charakteristischen Auszugverhaltens
Das charakteristische Auszugverhalten von geraden Fasern in einer höherfesten Zementmatrix
nach NAAMAN ist in der folgenden Abbildung 3.9 dargestellt, vgl. [Naa99]. Dabei ist analog zu
den experimentellen Ergebnissen in Abbildung 3.7 der Auszugwiderstand P über den Schlupf s
an der Faserspitze abgetragen.
Das durch Entfestigung geprägte Auszugverhalten einer glatten Faser lässt sich in drei charakte-
ristische Phasen unterteilen, die im Folgenden analysiert werden. Zunächst erfolgt die linear-
elastische Dehnung des Faser-Matrix-Verbundes infolge der ansteigenden Zugbeanspruchung
bis zum Punkt A in Abbildung 3.9.











Abbildung 3.9: Schematisches Auszugverhalten von geraden Fasern mit Darstellung der charak-
teristischen Phasen der Faseraktivierung nach [Naa99]
In dieser ersten Auszugphase herrscht bei Nichtberücksichtigung eventueller Vorschädigungen
über die gesamte Verbundlänge starrer Verbund. Während im Bereich der freien Faserlänge
oberhalb der Betonoberfläche die maximale Faserlängszugspannung mit gleichförmiger Deh-
nung auftritt, ist über die Einbindelänge eine kontinuierliche Abnahme der Faserspannung und
-dehnung zu erwarten. Die Zugspannungen und -dehnungen in Faser und Matrix sowie auch
die Verbundschubspannung in der Verbundzone verlaufen nichtlinear über die Einbindelänge
[Law72], [Gra84]. In der folgenden Abbildung 3.10 sind die Zugspannung σf in der Faser und








Abbildung 3.10: Schematische Spannungsverteilung in Phase I des Auszugverhaltens
Obwohl in dieser Phase noch keine Verschiebung des eingebetteten Faserendes auftritt, ist
die Fasertragwirkung vollständig aktiviert und erfährt eine über ihre Länge stark nichtlinear
abnehmende Zugspannung. Analog zur ebenfalls nichtlinearen Dehnung der Faser wird eine
Verbundspannung mit nichtlinearem Verlauf über die Verbundlänge generiert, vgl. Abbildung
3.10. Insbesondere bei langen Einbindelängen ist die vereinfachende Ermittlung einer über die
Verbundlänge gemittelten Verbundspannung für die Bestimmung der initialen Verbundfestigkeit
daher unzureichend. Bei Annahme einer räumlich ausgedehnten Verbundzone mit verzahnten
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Oberflächen ist die Entwicklung einer elastischen Relativverschiebung zwischen Faser und
Matrix in geringem Maße auch bei starrem Verbund vorstellbar. Analog dazu kann auch die
Schubverzerrung der Matrix unmittelbar neben der Faser eine messbare Relativverschiebung
zwischen Faser und Matrix bewirken. So beinhaltet die Relativverschiebung in der ersten Phase
des Auszugverhaltens sowohl die konstante elastische Dehnung der Einzelkomponenten ober-
und unterhalb des Verbundbereiches als auch die Dehnung und Relativverschiebung in der
Verbundzone.
Bei Überschreitung der initialen Verbundfestigkeit wird vom Faseraustrittsort an der Betonober-
fläche fortschreitend in Richtung des eingebetteten Faserendes ein Kontaktzonenriss gebildet
und die Faser von der Matrix abgelöst. Im abgelösten Bereich wird infolge der Dehnungsdiffe-
renz zwischen Faser und Matrix Schlupf generiert, während am eingebetteten Faserende noch
keine irreversiblen Relativverschiebungen auftreten. In dieser Phase des Debondings zwischen
den charakteristischen Punkten A und B in Abbildung 3.9 geht der starre Verbund entlang der
Einbindelänge in den verschieblichen Verbund über, was eine Änderung der wirksamen Ver-
bundmechanismen mit sich bringt, vgl. Kapitel 3.1. Daraus folgt auch eine von der initialen
Verbundfestigkeit unterschiedliche Festigkeit für den verschieblichen Verbund, der mit einer
Abflachung des Verlaufes von integralem Auszugwiderstand über Schlupf einhergeht, vgl. Abbil-
dung 3.9. In Abhängigkeit der Degradation der Verbundzone und der Schlupfdifferenz infolge
der weniger behinderten Dehnung der Faser kann im abgelösten Verbundbereich eine konstante
bis nichtlineare Verteilung der Verbundspannungen auftreten, vgl. Kapitel 3.1.
Der Auszugwiderstand als Integral des lokalen Verbundwiderstandes über die immer noch gleich
bleibende Verbundfläche wird bei einer ausreichend großen Verbundfestigkeit im verschieblichen
Verbund weiter vergrößert, d. h. eine Laststeigerung in dieser Phase ist möglich. Umgekehrt
bestimmt die Größe des Verbundwiderstandes im abgelösten Verbundbereich bei kraftgesteuerter
Versuchsdurchführung und rissüberbrückender Kraftübertragung, ob infolge einer Laststeige-
rung die Ablösung der Kontaktflächen weiter fortschreitet oder ob zunächst sich ein stabiler
Spannungs-Deformations-Zustand einstellt. Bei nicht ausreichend großer Verbundfestigkeit nach
Ablösung der Kontaktflächen kommt es ohne eine weitere Laststeigerung zur instabilen Bil-
dung eines vollständigen Kontaktzonenrisses, auch als „katastrophales Debonding“ bezeichnet
[Law72]), die einen plötzlich einsetzendes, ruckartiges Faserauszugversagen initiiert.
Analog zu diesem Phänomen kann infolge von Querkontraktion oder -dehnung von Faser und
Matrix nach Ablösung auch ein spontaner Kontaktverlust auftreten und das spröde Versagen ein-
leiten, vgl. Abschnitt 3.2. In experimentellen Untersuchungen wird häufig ein Wechsel zwischen
ruckartiger Ablösung eines weiteren Anteiles der Verbundlänge mit entsprechendem Zuwachs
des gemessenen Schlupfes und linearer Zunahme der Verschiebung bei stabiler Steigerung der
Dehnung proportional zur Beanspruchung beobachtet [BG79]. Bei Versuchen mit zusätzlicher
Umschnürung des Auszugkörpers und dadurch erhöhter Kontaktpressung stellen LEUNG &
GENG eine vergrößerte Ausprägung der gemessenen Sprünge im Faserauszugverhalten [LG95],
[GL97]. Denkbare Ursachen für die plötzlich auftretende, instabile Energiefreisetzung bei fort-
schreitender Ablösung sind vor allem Effekte infolge von Inhomogenitäten in der Verbundzone,
die eine Streuung der Verbundfestigkeit über die Verbundfläche bewirken und damit eine stabile
und gleichmäßige Ablösung verhindern. Auch der Mechanismus des Mikro-Interlockings kommt
als Ursache für Sprünge im gemessenen Auszugwiderstand infrage, vgl. Kapitel 3.1.
Die folgende Abbildung 3.11 zeigt beispielhaft einen möglichen partiellen Ablösungszustand
mit der ungleichmäßigen Verteilung der Zugspannungen in der Faser sowie der nichtlinearen
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Verbundschubspannung. Die Verbundspannung im Bereich des verschieblichen Verbundes ist







Abbildung 3.11: Schematische Spannungsverteilung in Phase II des Auszugverhaltens
Die Verteilung der Spannungen im Faser-Matrix-Verbund in Abbildung 3.11 zeigt deutlich, dass
auch in der zweiten Phase des Auszugverhaltens, welche häufig als Faseraktivierungsphase
bezeichnet wird, eine über die Einbindelänge gemittelte Verbundspannung insbesondere bei
langen Verbundlängen geringer ist als das lokale Maximum der Verbundschubspannung, welches
bei glatten Faseroberflächen im Allgemeinen der „wandernden“ initialen Verbundfestigkeit
entspricht, vgl. Abschnitt 3.1. Neben der Verbundlänge beeinflusst vor allem die elastische
und plastische Verformungsfähigkeit der Faser im Zusammenspiel mit dem lokalen Verbund-
widerstand die beginnende Schlupfentwicklung am Faseraustrittsort und damit die nichtlineare
Verbundspannungsverteilung entlang der Einbindelänge.
Kurz bevor die stabil fortschreitende Ablösung der Kontaktflächen voneinander das eingebettete
Faserende erreicht, werden die Schlupfdifferenz zwischen dem Faseraustrittsort und dem einge-
betteten Faserende und damit verbunden bei gerade Fasern mit glatter Faseroberfläche in der
Regel auch der globale Auszugwiderstand maximal. Der integral messbare Auszugwiderstand
erreicht in Punkt B sein Maximum, vgl. Abbildung 3.9. Da in dieser Phase eine irreversible
Änderung der Verbundwirkung erfolgt, ist eine Ausnutzung des maximalen Auszugwiderstandes
in der Bemessung nur hinsichtlich der Tragfähigkeit oder Robustheit eines Faserbetonbauteils
zulässig.
Unmittelbar auf die vollständige Ablösung der Kontaktflächen folgend setzt mit dem Auszug
der Faser aus der Matrix die dritte Phase des Auszugverhaltens ein. Bei einem eher geringen
verbleibenden Verbundwiderstand nach der Ablösung kommt es zu einem ruckartigen Abfall
der Ausziehlast (engl. load-drop) und einem durch die Entspannung verursachten Nachrutschen
des Faserendes, vgl. Abbildung 3.9. Mit dem Nachrutschen erfolgen Spannungsumlagerungen
und eine deutliche Abnahme der Schlupfdifferenz. Die experimentelle Erfassung des Bereiches
zwischen den charakteristischen Punkten B und C im Auszugverhalten einer geraden Faser ist
nahezu unmöglich. Plötzlich und unvermittelt beginnt der kontinuierliche Faserauszug, der ohne
die Aktivierung zusätzlicher Verbundmechanismen keine Laststeigerung mehr zulässt.
In experimentellen Untersuchungen von BOWLING & GROVES wird bei einer über weite
Teile der Verbundlänge plastifizierten Faser am eingebetteten Faserende eine Art Pfropf (engl.
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plug) gebildet, da aufgrund der geringfügigen Spannungsübertragung in diesem Bereich nur
kleine elastische und plastische Querkontraktionen auftreten [BG79]. Im Vergleich zur häufig
sprunghaften Verringerung des Auszugwiderstandes erfolgt bei profilierten oder geometrisch
vorverformten Fasertypen nach der Ablösung der Kontaktflächen voneinander eine weitere
Steigerung der Ausziehlast durch die Aktivierung der mechanischen Verankerungsmechanismen,
vgl. Abbildung 3.7.
Die Faserauszugphase ist bei geraden Fasern mit glatter Oberfläche durch eine Degradation der
Verbundkapazität charakterisiert, die mit zunehmendem Schlupf durch eine wachsende Schädi-
gung der Verbundzone induziert wird. Die Differenz zwischen dem Schlupf am Faseraustrittsort
und dem Schlupf am eingebetteten Faserende ist in dieser Phase aufgrund des nachlassenden
Verbundwiderstandes wesentlich geringer als während der Ablösung. Insbesondere bei lan-
gen Verbundlängen ist die Spannungsverteilung in dieser Phase aufgrund der Schlupfdifferenz
zwischen dem Faseraustrittsort und dem eingebetteten Faserende immer noch nichtlinear, vgl.
Abbildung 3.12. Durch das ruckartige Nachrutschen des eingebetteten Faserendes erfolgt aber
auch eine Spannungsumlagerung in der Verbundzone, sodass in Phase III ein näherungsweise
konstanter Verlauf der Verbundschubspannungen besteht. Neben der Verbundlänge bestimmt
daher das Schädigungspotenzial, welches wiederum durch die Beschaffenheit der Kontaktober-
flächen und die Verbundnormalspannung maßgeblich beeinflusst wird, die Entwicklung der lokal
verbleibenden Verbundfestigkeit und damit die Abweichung der lokalen Extremwerte von der
mittleren übertragbaren Verbundspannung. Besonders in dieser Phase des Auszugverhaltens sind
lokale Abweichungen vom mittleren Verbundwiderstand durch den Verbundmechanismus Mikro-
Interlocking geprägt, vgl. Kapitel 3.1.
Die folgende Abbildung 3.12 zeigt einen typischen Verlauf ohne Berücksichtigung eines lokal
auftretenden Verkeilens von Partikeln in der Verbundzone. Anders als in den vorangegangenen
Phasen I und II ist das eingebettete Ende der Faser während des Auszuges nicht mehr gehalten,







Abbildung 3.12: Schematische Spannungsverteilung in Phase III des Auszugverhaltens
Ähnliche Verläufe der Spannungsverteilungen in Faser, Matrix und in der Verbundzone gibt
PFYL auf Basis einer vereinfachenden analytischen Herleitung von Modellgleichungen zur
Kraftübertragung für die ersten beiden der drei Phasen des Auszugverhaltens an, vgl. [Pfy03].
JUNGWIRTH stellt die Spannungsverteilung für die zweite und dritte Phase des Auszugverhaltens
vereinfachend mit linearen Verläufen über die Einbindelänge dar, vgl. [Jun06]. Eine Überprüfung
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der hier angegebenen, in drei Phasen unterschiedenen schematischen Spannungsverteilungen
erfolgt in Kapitel 6.2 anhand einer numerischen Simulation des Faserauszugverhaltens mit dem
im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Verbundmodell.
Abbildung 3.13: Auszugverhalten einer hochfesten, vermessingten, geraden Stahlfaser aus
UHPC mit drei verschiedenen Zusammensetzungen aus [WN12]
WILLE & NAAMAN beobachten in ihren experimentellen Untersuchungen beim Auszug gerader,
vermessingter Stahlfasern aus verschiedenen Betonkörpern mit ultrahochfesten, gefügeopti-
mierten Zusammensetzungen eine ausgeprägte Verfestigung im Auszugverhalten [WN12]. Sie
ermitteln bei zunehmender Relativverschiebung insbesondere gegen Ende des Faserauszuges, wo
die Schädigung der Matrixoberfläche im Faserkanal weit fortgeschritten ist, einen signifikanten
Anstieg der über die verbleibende Verbundlänge gemittelten Verbundschubspannungen, vgl.
Abbildung 3.13, und führen den vergrößerten Verbundwiderstand bei vergleichsweise großen
Relativverschiebungen anhand von mikroskopischen Untersuchungen auf das bereits in Kapitel
3.1 beschriebene Phänomen des Mikro-Interlockings infolge optimierter Gefügestrukturen im
Verbundbereich bei gleichzeitig signifikant erhöhter Abrasion der vermessingten Faseroberfläche
zurück, d. h. auf ein Aufstauen und Verkeilen der zum Teil an der Faser haftenden und frei beweg-
lichen Betonpartikel sowie der abgetragenen Komponenten der Faseroberfläche im Faserkanal
[WN12]. Darüber hinaus beeinflusst die nichtlineare Verteilung der Verbundspannungen die
Größe des Mittelwertes. Numerische Untersuchungen zur Verbundspannungsverteilung erfolgen
in Kapitel 6.2.
Neben dem hinsichtlich der Robustheit erwünschten duktilen Auszugversagen mit der Bildung
von Verbund- und Kontaktzonenrissen treten in Abhängigkeit der Konfiguration des Auszugver-
suches und der jeweiligen Zugfestigkeit der Einzelkomponenten sowie der Verbundfestigkeit in
der Kontaktzone auch andere Versagensmodi auf. Bei einer zu geringen Faserzugfestigkeit oder
zum Beispiel infolge von langen Verbundlängen oder wirksamen mechanischen Verankerungen
zu großem Auszugwiderstand kommt es vor dem Erreichen des maximalen Auszugwiderstandes
zum Reißen der Faser, was insbesondere bei hochfesten Stahlfasern bei eher geringen Bruch-
dehnungen erfolgt. Stellt sich dagegen die zugbeanspruchte Betonmatrix als Schwachstelle des
Faser-Matrix-Verbundes heraus, kann es zum Betonbruch kommen. Dieser Versagensmodus
tritt häufig bei schiefwinkeligen Faserauszugversuchen auf, da der lokale Verbundwiderstand
durch die Kontaktpressung im Bereich der Faserumlenkung erhöht ist und ein signifikanter
dreidimensionaler Spannungszustand im umgebenden Beton erzeugt wird. Als Folge dieses
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Spannungszustandes kann es zu Abplatzungen der Matrix im Bereich des Faseraustrittsortes
kommen, was eine signifikante Verkürzung der Verbundlänge darstellt, oder zum Ausbruch eines
Betonkegels um die eingebettete Faser. Bei Auszugversuchen mit geripptem Betonstahl tritt
zusätzlich ein Spaltbruchversagen der Betonmatrix infolge von Ringzugspannungen auf, welches
bei Faserauszugversuchen mit geraden, unprofilierten Fasern keine Rolle spielt.
3.3.4 Aussagekraft von Faserauszugversuchen
Obwohl Faserauszugversuche für die experimentelle Untersuchung des Verbundverhaltens eines
Faser-Matrix-Verbundes international anerkannt sind, lassen sie nur bedingt Rückschlüsse auf
die Tragwirkung von beliebig orientierten und angeordneten Fasern im Faserbeton zu. Zunächst
weisen vollständig und im starren Verbund eingebettete Fasern eine im Vergleich zur ersten Phase
des Auszugverhaltens umgekehrte Verbundspannungsverteilung auf [Bar81]. Die maximale
Verbundspannung tritt dabei am jeweiligen Faserende auf und legt damit die Ausbildung einer
Rissprozesszone am Faserende nahe. Ein ausreichend hoher Fasergehalt ist demnach erforderlich,
damit anstelle eines Rissverlaufes von Faserende zu Faserende auch den Riss kreuzende Fasern
auftreten.
Insbesondere bei hohen Fasergehalten spielt jedoch die gegenseitige Beeinflussung benachbarter
oder in Kontakt stehender Fasern eine maßgebende Rolle, was bei üblichen Faserauszugver-
suchen mit einer Einzelfaser oder einer parallel ausgerichteten Fasergruppe in gleichmäßigem
Abstand nicht erfasst wird. Darüber hinaus werden auch Faserauszugversuche mit zyklischer
Beanspruchung durchgeführt, um Informationen über die Verbundermüdung zu generieren. Auch
hier ist eine Übertragung auf das Ermüdungsverhalten des Verbundwerkstoffes nur bedingt mög-
lich, da eine diskrete Rissöffnung und -schließung nicht nur zu Relativverschiebungen zwischen
Faser und Matrix, sondern aufgrund von benachbarten und kreuzenden Fasern auch zu einem mit
jedem Lastwechsel veränderten Spannungs-Deformations-Zustand des Faser-Matrix-Verbundes
führt, vgl. Kapitel 3.5. Derartige Effekte im ungerissenen Querschnitt und die Bildung und
Ausbreitung von ermüdungsbedingten Mikrorissen im Gefüge und in der Verbundzone können
mit Faserauszugversuchen nicht abgebildet werden.
Faserauszug- und Faserausschiebeversuche unterscheiden sich wesentlich in ihrem Spannungs-
Deformations-Zustand während der zunehmenden Relativverschiebungen in der Kontaktzone
vom tatsächlichen, komplexen Spannungs-Deformations-Zustand im Faserverbundwerkstoff,
bei dem die Fasertragwirkung aktiviert wird. Je nach Versuchsaufbau erfährt die Betonmatrix
bei Faserauszugversuchen eine ein- oder mehraxiale Zug- oder Druckspannung in Richtung
der Faserlängsachse, vgl. Abbildung 3.6. Faserausschiebeversuche werden im Allgemeinen zur
Nachvollziehung der Faserablösung von der Matrix sowie der Reibungseffekte durchgeführt
[LH93]. Ein wesentlicher Vorteil gegenüber Auszugversuchen ist der stabile Kontakt der Faser
zur Matrix bedingt durch ihre Querdehnung beim Herausdrücken anstelle des sonst möglichen
plötzlichen Kontaktverlustes infolge einer Querkontraktion der Faser [LGS01]. Bei dem in
Abbildung 3.6 dargestellten Aufbau des Faserausschiebeversuches erfahren sowohl die Matrix
als auch die Faser dabei einen Druckspannungszustand. Tatsächlich wäre in der Umgebung eines
aufgehenden Risses im Faserbeton eher eine Zugspannung in Faser und Matrix zu erwarten.
Aufgrund dieser Unterschiede sowie weiterer Einflussfaktoren auf das Auszugverhalten kann
die mithilfe von Auszugversuchen generierte Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung nicht als
allgemeingültiges Materialgesetz verstanden werden [Rit14].
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Viele bereits genannte Einflussfaktoren auf das Auszugverhalten von in UHPC eingebetteten
Stahlfasern können anhand von Faserauszugversuchen evaluiert werden. Diese Informationen
können Anhaltspunkte für die Bestimmung der direkten Einflussfaktoren auf das Verbundverhal-
ten und den lokalen Verbundwiderstand geben, vgl. Abschnitt 3.4. Zusammenfassend gelten als
maßgebliche Einflussfaktoren auf das Auszugverhalten
• die initiale Einbindelänge der Faser sowie der Faserdurchmesser, gegebenenfalls auch als
Schlankheit der Faser,
• das Dehnungsvermögen der Faser, charakterisiert durch den Elastizitätsmodul und die
Zugfestigkeit des Fasermaterials,
• duktile oder spröde Materialeigenschaften der Matrix
• durch geometrische Vorverformung oder geneigte Einbettung erzeugte zusätzliche Ver-
bundmechanismen,
• die Verbundqualität und die Beschaffenheit der ITZ (Partikeldichte, Steifigkeit, Haftzug-
festigkeit, Haftscherfestigkeit, Reibkoeffizient etc.), vgl. Kapitel 3.4,
• die Verbundnormalspannung und die Bedeutung der querdruckabhängigen Verbundmecha-
nismen sowie
• die Belastungsgeschwindigkeit und die Messgenauigkeit bei instabiler Rissbildung.
Darüber hinaus ist die experimentelle Analyse von Materialeigenschaften auf der Mikroskala
für Beton aufgrund seiner mikroskaligen Inhomogenität signifikanten Streuungen unterworfen.
Insbesondere Einzelfaserauszugversuche liefern daher häufig innerhalb einer Charge Versuchs-
körper sehr unterschiedliche Traglasten. Herstellungsbedingte Abweichungen bei der Einbettung
der Faser in die Matrix und eine ungleichmäßige Gefügestruktur infolge der Betonage führen zu
weiteren Imperfektionen im Versuchsaufbau.
3.4 Charakterisierung der Verbundqualität
Mit der Bezeichnung Verbundqualität werden im Rahmen dieser Arbeit diejenigen Eigenschaften
der Verbundzone zusammengefasst, die die querdruckunabhängige Verbundwirkung maßgeblich
bestimmen. Je nach Mischungsentwurf für die Betonmatrix charakterisieren Gefügeeigenschaf-
ten wie die durch Abstimmung der Korngrößen erreichbare Partikelpackung, die Porosität und
die Ausbildung eines Schichtsystems infolge von Anlagerungen von Wasser und Calciumhy-
droxidkristallen und Materialeigenschaften wie Elastizität und Festigkeit der Grenzschicht die
Güte der Verbundwirkung. Aber auch die Wahl des Fasertyps und der Beschichtung sowie
die mikroskopische Oberflächentopografie der Faser, die eine Mikroverzahnung innerhalb der
Grenzschicht ermöglicht, spielen eine entscheidende Rolle im Bezug auf die Ausprägung der
Verbundmechanismen im starren und verschieblichen Verbund, vgl. Kapitel 3.1. Im folgenden
Kapitel werden die wesentlichen Einflüsse auf die Verbundqualität im Hinblick auf eine Opti-
mierung der Verbundwirkung analysiert und zusammengefasst. Anhand dieser Einflussparameter
erfolgen die Modellierung des Verbundverhaltens in Kapitel 4.2 und numerische Untersuchungen
zur Verbundwirkung in den Kapiteln 6.2 und 6.3.
3.4 Charakterisierung der Verbundqualität 55
3.4.1 Einüsse auf die initiale Verbundqualität
Für den starren Verbund zwischen UHPC und Stahl sind insbesondere die thermodynamische
Adhäsionstheorie und die mikromechanische Verklammerung der verzahnten Oberflächen von
Bedeutung. Nach JUHART können Effekte aus elektrostatischer Aufladung, Diffusion oder che-
mischen Hauptvalenzbindungen vernachlässigt werden [Juh11]. Darüber hinaus ist aufgrund der
hohen Gefügedichte und des geringen Wasser-Zement-Wertes die Ausbildung von kapillaren
Wasserbrücken in der Kontaktzone wahrscheinlich von untergeordneter Bedeutung [Juh11].
Maßgebend für die Verbundwirkung durch physikalische Adhäsion sind daher eher Festkör-
perbrücken in der Kontaktzone, die Adhäsionskräfte aus intermolekularen Wechselwirkungen
elektrostatischer Natur oder als Säure-Base-Interaktion generieren [Juh11]. Die als Van-der-
Waals-Kräfte zusammengefassten elektrostatischen Nebenvalenzbindungen werden im Rahmen
von thermodynamischen Adhäsionstheorien in dispersive und polare Oberflächenkräfte unterteilt,
wobei eine maximale Adhäsionsfestigkeit durch eine bei beiden Verbundpartnern gleich große
Oberflächenenergie erreicht wird [Juh11]. Verantwortlich für die Bildung dieser Nebenvalenzbin-
dungen sind nach JUHART einerseits die CSH-Phasen und andererseits die Metallionen und durch
die alkalische Porenlösung veränderte Stahloberfläche [Juh11]. Als maßgeblicher Einflussfaktor
für die Güte des adhäsiven Haftverbundes gilt dabei daher insbesondere der Abstand der Phasen
voneinander, während die Partikelgröße in der ITZ eher zweitrangig ist [Juh11]. Durch die
Zugabe von Wirkstoffen wie Latex kann die adhäsive Wirkung zwischen Stahl und Beton mit
hohem Kostenaufwand verbessert werden [Naa00].
Mit dieser primären adhäsiven Haftung der Kontaktoberflächen aneinander werden bei entspre-
chender Oberflächentopografie der Faser in Verbindung mit den rheologischen Eigenschaften
des frischen, noch nicht erhärteten Betons die Voraussetzungen für die Aktivierung der sekun-
dären Mechanismen der mechanischen Verzahnung und der Haftreibung geschaffen. Bei einer
entsprechenden Viskosität des frischen Betons kann mit optimalen Verdichtungsmaßnahmen
und Temperatureinstellungen eine möglichst vollständige Benetzung der durch eine Mikro- und
Makrorauheit geprägten Faseroberfläche erfolgen, die nach Erhärtung des Frischbetons eine me-
chanische Verklammerung der geometrisch verzahnten Oberflächen ermöglicht [Juh11], [Rei04].
Dabei spielt auch die Kohäsion der Betonmatrix und die möglichst fehlstellenfreie Gefügedichte
in der ITZ eine maßgebende Rolle für die Qualität dieser querdruckunabhängigen Verankerungs-
wirkung [Juh11]. Imperfektionen durch schwind- oder lastinduzierte Mikrorisse oder bei durch
Wandeffekte verschlechterten Partikelpackungen verringern die potenzielle Haftverbundfestig-
keit [Juh11]. Eine manuelle Aufrauung der Faseroberfläche und eine Verwindung des profilierten
Faserquerschnittes, wie beispielsweise bei Torex-Fasern, führen in experimentellen Untersuchun-
gen zu signifikanten Verbesserungen der Mikroverzahnung im starren Verbund [Ste13], [Naa00].
Schließlich weist JUHART auch auf das Zusammenspiel von querdruckinduzierter Haftreibung
und physikalischer Anziehung der Kontaktflächen hin, wobei proportional zur einwirkenden
Verbundnormalspannung die Vergrößerung der mikroskopischen Kontaktfläche zusätzliche An-
ziehungskräfte zwischen den Phasen mobilisiert [Juh11]. Der Reibkoeffizient beschreibt dabei
die Oberflächenunebenheiten und damit die potenzielle zusätzliche Kontaktfläche [Juh11].
Entsprechend den genannten Einflussfaktoren können die Verbundmechanismen im starren Ver-
bund unterschiedlich stark ausgeprägt auftreten. Der maximale lokale Verbundwiderstand wird
dann erreicht, kurz bevor der maßgebende Verbundmechanismus infolge einer Überschreitung
der Haftscher- oder Haftzugfestigkeit versagt und die Ablösung der Kontaktflächen erfolgt.
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3.4.2 Einüsse auf den Verbundwiderstand bei Relativverschiebungen
Auch im verschieblichen Verbund gelten die Oberflächentopografie der Faser und die Gefüge-
dichte der ITZ als maßgebende Einflussparameter auf den lokalen Verbundwiderstand, der sich
wiederum aus den Verbundmechanismen Mikro-Interlocking und Gleitreibung zusammensetzt.
Darüber hinaus bestimmt der geschädigte Zustand der Oberflächen von Matrix und Faser im
Kontaktzonenriss die Kapazität der wirksamen Verbundmechanismen bei zunehmender Relativ-
verschiebung zwischen den Rissufern. Im Allgemeinen führt Abrasion an den mikroskopisch
profilierten Kontaktoberflächen zu einer Verringerung des verbleibenden Verbundwiderstandes,
vgl. Kapitel 3.1. In der Literatur wird aber auch über einen signifikanten Einfluss durch Mi-
kro-Interlocking berichtet, der zu einer lokalen Vergrößerung des Verbundwiderstandes führen
könnte [WN12], vgl. Abbildung 3.13. Maßgeblicher Einflussfaktor könnte demnach die initiale
Verbundqualität sein. In der folgenden Abbildung 3.14 sind beispielhaft schematische Entwick-
lungsverläufe der übertragbaren Verbundspannung je nach Verbundqualität infolge Degradation
oder Verfestigung durch Mikro-Interlocking über die Schädigung der Verbundzone, die hier nicht






Abbildung 3.14: Schematische Entwicklung des Verbundwiderstandes in Abhängigkeit der Ver-
bundzonenschädigung und der Verbundqualität
Die Entwicklung der übertragbaren Verbundspannung ist abhängig vom lokalen Zustand der
Verbundzone, d. h. direkt nach der Ablösung der Kontaktflächen hat eine Relativverschiebung
auf die unebenen, frischen Rissufer des Kontaktzonenrisses einen großen Einfluss, der sich
jedoch bei zunehmender Relativverschiebung kontinuierlich abschwächt, vgl. Abbildung 3.14.
So erfährt beispielsweise eine Verbundzone mit ausgeprägter Mikroverzahnung zwar nach
Ablösung der Kontaktflächen zunächst ein hohes Maß an Schädigung durch das Abscheren
der ineinandergreifenden Profilierung, weist aber durch die Vielzahl an gelösten Partikeln in
der Verbundzone sowie durch eine von ungleichmäßigen Bruchstellen geprägte Unebenheit der
Oberflächen ein vergrößertes Potenzial für wirksames Mikro-Interlocking auf. Zusätzlich kann
durch auftretende Dilatanz in der Verbundzone die Kontaktpressung und damit die potenzielle
Gleitreibung vergrößert werden. Das Degradationspotenzial ist insgesamt vergleichsweise hoch,
da große Mengen an Partikeln in der Kontaktzone bewegt und fein gemahlen werden, kann
aber durch Verkeilungen verzögert werden und sich positiv auf das Verbundverhalten auswirken,
vgl. Abbildung 3.14. Insbesondere das optimale Verhältnis unterschiedlicher Partikelgrößen
spielt hier eine Rolle. Der schematisch ansteigende Verlauf in Abbildung 3.14 für eine hohe
Verbundqualität spiegelt die Wahrscheinlichkeit wider, dass es zum Verkeilen von Partikeln
3.5 Ermüdungsverhalten der Verbundzone 57
und Körnern in der Verbundzone und damit zu einem lokal vergrößerten Verbundwiderstand
kommt. Auch ein mehrstufiger Anstieg mit Plateaus oder zwischenzeitlicher Verringerung des
Verbundwiderstandes, wie in Abbildung 3.2 dargestellt, ist hier denkbar.
Dagegen sind die Interaktionen wenig verzahnter Kontaktoberflächen nach ihrer Ablösung
voneinander nur in geringem Maße wirksam. Eine niedrige Verbundqualität kann auch durch
Fehlstellen und Hohlräume infolge von Porosität oder Mikrorissbildung in Rissprozesszonen
auftreten und bei einsetzender Degradation schon bei kleinen Relativverschiebungen zu einem
sehr geringen verbleibenden Verbundwiderstand führen. Die schematische Darstellung in Abbil-
dung 3.14 veranschaulicht beispielhaft die Entwicklung der übertragbaren Verbundspannung
bei niedriger Verbundqualität. Im folgenden Kapitel wird auf die Degradation bei zyklischer
Belastung und ihre Bedeutung für die Materialermüdung von UHPFRC hingewiesen, vgl. Kapitel
2.2.
3.5 Ermüdungsverhalten der Verbundzone
Das Materialverhalten von UHPFRC unter Ermüdungsbeanspruchung ist insbesondere in der
dritten Phase des Ermüdungsverhaltens, i. e. das instabile Risswachstum, durch die Ermüdung des
Verbundes zwischen Fasern und Matrix bestimmt, vgl. Kapitel 2.2. So hängt die Resttragfähigkeit
des Werkstoffes nach Rissbildung entscheidend von der Ermüdungsfestigkeit des Verbundes ab
und mit Beginn des Faserauszuges im Makroriss wird das Ermüdungsversagen des UHPFRC-
Querschnittes eingeleitet.
Das Ermüdungsverhalten der Verbundzone kann experimentell mithilfe von Auszugversuchen
wie in Abbildung 3.6 unter zyklischer Zugbeanspruchung erfasst werden. Während umfangreiche
experimentelle Untersuchungen zur Ermüdung des Verbundes zwischen Beton und geripptem
Betonstahl, vgl. [EY78], [RE79], [EPB83], eine mikrophysikalisch begründete Modellierung
des Verbundverhaltens zwischen Bewehrung und Matrix im konventionellen Stahlbeton durch
COX & HERRMANN ermöglicht haben, vgl. [HC94], sind bislang nur wenige Untersuchungen
zur Ermüdung des Verbundes zwischen Stahlfasern und ultrahochfestem Beton bekannt. De-
taillierte Untersuchungen an geripptem Betonstahl insbesondere von LINDORF erlauben die
phänomenologische Beschreibung des Ermüdungsverhaltens des Faser-Matrix-Verbundes, vgl.
[Lin11].
Nach LINDORF ist die Ermüdung des Verbundes zwischen Stahl und Beton durch eine Schlupfzu-
nahme gekennzeichnet, welche experimentell erfasst werden kann [Lin11]. Die Ermüdung stellt
dabei als Schwächung der Verbundzone eine Degradation der Verbundkapazität dar, die in einem
Zusammenhang mit der Relativverschiebung zwischen den Kontaktflächen steht, vgl. Abbildung
3.14. Da infolge der Hydratation in der Regel schon vor Belastung des Verbundwerkstoffes
Defekte und Fehlstellen in der Verbundzone auftreten, sind auf der Grundlage experimenteller
Untersuchungen keine abgesicherten Aussagen über das Ermüdungsverhalten der starr verbunde-
nen Kontaktflächen im Initialzustand möglich. Denkbar ist eine Abnahme der Verbundsteifigkeit
etwa durch Gefügelockerungen und viskose Verformungen der Verbundzone, in der die Kontakt-
flächen starr aneinanderhaften durch die Verbundmechanismen Adhäsion, Mikroverzahnung und
Haftreibung, vgl. Kapitel 3.1. Eine derartige Ermüdungsschädigung kann jedoch im Vergleich
zu Schädigungseffekten bei verschieblichem Verbund, in dem Gleitreibung und Mikro-Inter-
locking die maßgebenden Verbundmechanismen sind, nur von untergeordneter Bedeutung sein.
Für die folgenden Überlegungen wird daher angenommen, dass die Ermüdungsschädigung der
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Verbundzone nur infolge von Relativverschiebungen, d. h. bei zumindest teilweise abgelösten
Kontaktflächen, zunimmt.
Ausgehend von einem ungeschädigten Initialzustand der Verbundzone um eine in UHPC einge-
bettete Stahlfaser endlicher Länge findet bei erstmaliger Belastung in einem Faserauszugversuch
in Abhängigkeit der Verbundfestigkeit eine partielle Ablösung am Faseraustrittsort entsprechend
Phase II des Auszugverhaltens statt, vgl. Abschnitt 3.3. Dadurch wird in diesen Bereich eine
Relativverschiebung zwischen den Kontaktflächen, generiert, während am starr eingebundenen
Faserende kein Schlupf auftritt. Die Schlupfdifferenz zwischen diesen beiden Stellen ist direkt
mit der Verteilung der Verbundspannung verknüpft, vgl. Abbildung 3.11. Die Entlastung des
Faser-Matrix-Verbundes führt zu einer elastischen Rückdehnung der Faser und des Betons,
sodass der Schlupf am Faseraustrittsort zumindest teilweise zurückgeht. Die Relativverschiebung
im abgelösten Bereich ist dabei entgegengesetzt gerichtet, kann aber bei entsprechender Aus-
prägung ebenso eine Degradation der Verbundkapazität bewirken. Bei einer erneuten Belastung
ist aufgrund dieser verschiebungsinduzierten Degradation die weitere Ablösung der noch starr
verbundenen Bereiche erforderlich, um ein Gleichgewicht zwischen der einwirkenden Kraft
und der durch Verbundspannungen abgetragenen Kraft zu erreichen, da auch die erneute Re-
lativverschiebung in Auszugrichtung eine Degradation der Verbundfestigkeit im Bereich des
Faseraustrittsortes bewirkt. Mit jeder weiteren Be- und Entlastung verringert sich die Verbundka-
pazität im verschieblichen Teil der Verbundzone und das Debonding schreitet entsprechend der
zunehmenden Faseraktivierung weiter fort. Da die Verbundfestigkeit im verschieblichen Verbund
trotz allmählicher Degradation näherungsweise über die Verbundlänge gleich groß ist, erfolgt
eine Vergleichmäßigung der Verbundspannungen allein durch die Spannungsumlagerung beim
Debonding. Derartige Spannungsumlagerungen bei Ermüdung sind auch in den von LINDORF
ausgewerteten experimentellen Untersuchungen von PERRY & JUNDI und REHM & ELIGEHAU-
SEN an Ermüdungsversuchen mit geripptem Bewehrungsstahl beobachtet worden [Lin11]. Auch
viskose Verformungen des Betons wie etwa Kriechverformungen bei lange andauernden Ermü-
dungsbeanspruchungen könnten zur Spannungsumlagerung entlang der Verbundlänge beitragen,
vgl. [One14], [Lin11]. Nicht berücksichtigt ist in diesen Überlegungen bisher, dass auch die
Stahlfaser ein durch Ermüdung und Relaxation verändertes Spannungs-Deformations-Verhalten
aufweist und damit einen direkten Einfluss auf die Entwicklung der Schlupfdifferenz in der
Verbundzone hat.
LINDORF stellt bei der Auswertung verschiedener Verbundversuche unter zyklischer Bean-
spruchung keine Zunahme der Schlupfdifferenz infolge der Ermüdung fest [Lin11]. Die hier
genannten Ermüdungsvorgänge in Phase II des Auszugverhaltens führen bei langsam fortschrei-
tendem Debonding und allmählicher Spannungsumlagerung ebenfalls nicht zu einer signifikanten
Vergrößerung der Schlupfdifferenz. Sobald eine weitere Ablösung der Kontaktflächen voneinan-
der in Verbindung mit der Degradation der Verbundfestigkeit im verschieblichen Verbundbereich
die Aufnahme der eingeleiteten Kraft nicht mehr ermöglicht, setzt das Ermüdungsversagen ein.
Damit geht die vollständige Kontaktzonenrissbildung und ein progressives Schlupfwachstum
beim Faserauszug einher. Durch die bereits fortgeschrittene Degradation der Verbundzone im
verschieblichen Bereich ist eine erhöhte Anzahl gelockerter, gelöster oder fein gemahlener
Partikel im Faserkanal, die im Rahmen von Mikro-Interlocking eine lokale Vergrößerung des
Verbundwiderstandes darstellen. Das Ermüdungsversagen durch Faserauszug kann dadurch mög-
licherweise verlangsamt, aber nicht verhindert werden. Die Bedeutung der Ermüdungsfestigkeit
der Stahlfaser ist nach aktuellem Forschungsstand nicht eindeutig geklärt, wird aber im Vergleich
mit der fortschreitenden Ablösung der Kontaktflächen als maßgeblicher Antreiber der Verbun-
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dermüdung als eher gering eingeschätzt, vgl. [Sch75a], [Thi16]. Die folgende Abbildung 3.15
zeigt schematisch das Ermüdungsverhalten der Verbundzone zwischen glatten Stahlfasern und
ultrahochfestem Beton. Numerische Untersuchungen zum Ermüdungsverhalten der Verbundzone


















Abbildung 3.15: Schematische Darstellung zur Verbundermüdung zwischen glatten Stahlfasern
und UHPC nach [Lin11]
Die Ermüdung des Verbundes verläuft analog zur Betonermüdung in drei charakteristischen Pha-
sen, welche in Abbildung 3.15 anhand der Entwicklung des Schlupfes s über die Lastwechselzahl
N dargestellt sind [Lin11]. Außerdem ist der Verlauf des Auszugwiderstandes P über den Schlupf
für eine statische und eine zyklische Beanspruchung zwischen den Belastungsgrenzen Po und
Pu schematisch dargestellt, vgl. Abbildung 3.9. Nach BALÁZS stimmt der gemessene Schlupf
beim Übergang in die progressive Ermüdungsphase III näherungsweise mit dem Schlupf sult
bei Erreichen des maximalen Auszugwiderstandes überein [Lin11], vgl. Abbildung 3.15. Damit
wäre die Hypothese gerechtfertigt, dass der maßgebende Teil der Ermüdungsmechanismen in
Phase II des Auszugverhaltens, d. h. bei nur teilweise abgelösten Kontaktflächen, auftritt.
In Einzelfaserauszugversuchen unter zyklischer Beanspruchung wird ein progressives Versa-
gen der Verbundzone beobachtet, sobald der gemessene Schlupf zwischen Faser und Matrix
eine Größenordnung erreicht, nach der die zyklische Beanspruchung entsprechend dem Kraft-
Weg-Arbeitslinie unter statischer Belastung nicht mehr aufgenommen werden kann, vgl. z. B.
[LOE+19], [HKD+19]. Unter Berücksichtigung des Extremwertes der wiederholten Be- und
Entlastung stimmt diese Beobachtung mit der These von BALÁZS überein. Im Hinblick auf
die Ermüdungsfestigkeit der Verbundzone muss der Schlupf sult als Grenzwert herangezogen
werden, da ab Punkt B keine Laststeigerung mehr möglich ist, vgl. Abbildung 3.15.
Darüber hinaus ist in Abhängigkeit der Faserverteilung auch das gleichzeitige Auftreten von
vollständig verschieblichen Fasern in der Faserauszugphase III in ermüdungsbeanspruchten
Verbundwerkstoff wahrscheinlich. Bei wiederholter Be- und Entlastung entstehen zwischen der
abgelösten Faser und dem Faserkanal Relativverschiebungen, die eine Abrasion und Vermahlung
von Bestandteilen der Betonoberfläche bewirken. In Abhängigkeit von Querdruck und zufällig
angestauten Partikeln kann es zu einer ungleichmäßig verteilten Verbundspannung entlang der
Verbundlänge kommen. Dabei ist die Wahrscheinlichkeit für eine lokale Vergrößerung des
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Verbundwiderstandes in Richtung des eingebetteten Faserendes am größten. Die fortgeschrittene
Degradation der Verbundzone verschieblicher Fasern bedeutet, dass keine effektive Mitwirkung
dieser Fasern beim Lastabtrag zu erwarten ist.
Bei der Übertragung des lokalen Ermüdungsverhaltens einer eingebetteten Faser auf den Ver-
bundwerkstoff sind mehrere Unterschiede zu beachten, vgl. Kapitel 6. Spannungsumlagerungen
innerhalb des Verbundwerkstoffes infolge der Ermüdung können zu veränderten Spannungszu-
ständen der rissüberbrückenden Fasern in jedem Belastungszyklus führen. Die Annahme einer
immer gleichen Beanspruchung ist demnach als eine Vereinfachung zu sehen, die Aufschluss
über das allgemeine Ermüdungsverhalten geben kann. Maßgebende Einflussfaktoren auf das
lokale Ermüdungsverhalten sind vor allem Vorschädigungen sowie der Spannungs-Deforma-
tions-Zustand etwa infolge von Zwängungen. Weiterhin spielen die Beanspruchungsdauer und
das -niveau eine bedeutende Rolle im Hinblick auf das zeitabhängige Verhalten des Betons.
Außerdem hängt das Ermüdungsverhalten im Verbundbereich mit dem Verbundverhalten unter
statischer Beanspruchung zusammen, d. h. die Einflussfaktoren auf die Verbundfestigkeit und
das Verbund- und Degradationsverhalten bei kontinuierlichem Faserauszug in Kapitel 3.4 sind
weiterhin von Bedeutung.
4 Materialmodell für den Verbund
Ziel dieser Arbeit ist die numerische Analyse der Tragwirkung rissüberbrückender Mikrofasern
in ultrahochfestem Beton. Für mesoskalige Untersuchungen des Faserauszugverhaltens wird ein
kontinuumsmechanisches Materialmodell entwickelt, das die lokale Verbundwirkung zwischen
einer glatten Faseroberfläche und einer feinkörnigen UHPC-Matrix allgemeingültig beschreibt
und für die Anwendung in numerischen Untersuchungen mithilfe von Verbundzonenelementen
optimiert ist. Dabei wird das phänomenologische Verbundverhalten mechanismenorientiert
erfasst und unter Berücksichtigung der maßgebenden Einflüsse wiedergegeben, vgl. Kapitel 3.
Im folgenden Kapitel werden basierend auf analytischen und numerischen Modellierungsansät-
zen aus der Literatur die Materialgleichungen des entwickelten Modells und ihre Diskretisierung
in der Zeit vorgestellt. Anschließend werden einige wesentliche Aspekte des Verbundverhaltens
im Hinblick auf die Wahl der Modellparameter sowie die Modifikation von Entwicklungsglei-
chungen diskutiert. Im weiteren Verlauf dieser Arbeit wird die Diskretisierung des Material-
modells mithilfe von speziell für große Relativverschiebungen weiterentwickelten Interface-
Elementen für dreidimensionale FEM-Simulationen dargelegt und verifiziert, vgl. Kapitel 5. Die
Kalibrierung und Validierung des Verbundmodells erfolgt anhand von numerischen Untersuchun-
gen zum Faserauszugproblem in Kapitel 6.2.
4.1 Grundlagen der Modellierung
Mit der Entwicklung von Faserverbundwerkstoffen beginnt in der Mitte des 20. Jahrhunderts
die wissenschaftliche Auseinandersetzung mit der Kraftübertragung zwischen Faser und Ma-
trix. Während die Beschreibung der gemeinsamen Tragwirkung vereinfacht mit verschmierten
Materialeigenschaften des inhomogenen Werkstoffes erfolgen kann, ist für das detaillierte
Verständnis des Materialverhaltens die separate Betrachtung der Einzelkomponenten und die
Beschreibung des Verbundverhaltens von Bedeutung, vgl. Kapitel 2.3.
Im folgenden Kapitel werden vorhandene Beschreibungsansätze für die Kraftübertragung zwi-
schen Faser und Matrix zusammengefasst. Darüber hinaus wird ein Überblick über den aktuellen
Stand der Forschung zur Modellierung der Verbundwirkung zwischen Stahl und Beton gegeben,
der als Grundlage für die Entwicklung des Verbundmodells im Rahmen dieser Arbeit dient, vgl.
Kapitel 4.2.
4.1.1 Grundgleichungen zur Modellierung des Faser-Matrix-Verbundes
In Analogie zu Kapitel 3.2 können für Faser und Matrix im Faser-Matrix-Verbund kinema-
tische Beziehungen, Gleichgewichtsbedingungen und Werkstoffgleichungen im Rahmen der
Elastizitätstheorie angegeben werden, vgl. z. B. [McC89]. Dabei ist für die Beschreibung des
Spannungs-Deformations-Verhaltens der Matrix keine Vereinfachung des Randwertproblems als
ebener Formänderungszustand mit eben bleibenden Querschnitten zulässig. In Ergänzung zu den
Gleichungen (3.1) mit der Definition der Verzerrungshauptrichtungen εrr, εθθ und εzz lauten die
kinematischen Beziehungen für das rotationssymmetrische Spannungs-Deformations-Verhalten
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[McC89], [TG87]. Als Randbedingungen des starren Faser-Matrix-Verbundes müssen die Ver-
schiebungen u und w, daraus folgend auch die Dehnungen parallel zur Faserachse sowie die
Spannungen σrr und τrz an der Kontaktfläche identisch sein, vgl. [MS69b]. Bei starrem Verbund
zwischen Faser und Matrix ist eine maximale Kraftübertragung zwischen den Komponenten
möglich. Infolge einer Beanspruchung wird eine Verbundreaktion als Kombination von Haftscher-
spannungen parallel zur Verbundebene und Haftzugspannungen senkrecht zur Verbundebene
generiert [Juh11].
Bei Überschreitung der initialen Verbundfestigkeit werden in der Verbundzone Relativverschie-
bungen zwischen den Oberflächen der gekoppelten Strukturen generiert. Die kinematische
Beziehung für die Relativverschiebung δb,z parallel zur Faserachse lautet in der Notation des








= εzz,f− εzz,m (4.4)
und beschreibt die Änderung des Schlupfes infolge der Dehnungsdifferenz zwischen Faser und
Matrix, wobei die Vorzeichendefinition der dreidimensionalen Relativverschiebung δ in der
Literatur nicht einheitlich ist. Die Differenziation der Gleichung (4.4) ergibt unter Berücksichti-
gung des linear-elastischen Werkstoffgesetzes, des Kräftegleichgewichtes zwischen Faser und
Matrix mit dFzz,f/dz = dFzz,m/dz und der Kraftübertragung zwischen Verbundzone und Faser













wobei die Verbundspannung τb,z = τf abhängig von der Relativverschiebung δb,z ist, vgl. z. B.
[Reh61], [fib00]. Die Vernachlässigung der geringen Betondehnungen führt auf die vereinfa-
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4.1.2 Analytische Beschreibung des Faserauszugproblems
Die analytische Beschreibung und Lösung des komplexen Randwertproblems der Kraftüber-
tragung zwischen einer teilweise in einer Matrix eingebetteten, axial belasteten Faser und der
Matrixumgebung, im Rahmen dieser Arbeit als Faserauszugproblem bezeichnet, ist für das
Verständnis von Faserverbundwerkstoffen aus verschiedenen Materialien in vielen Anwendungs-
bereichen von Interesse und insbesondere in der zweiten Hälfte des 20. Jahrhunderts Gegenstand
einiger Forschungsvorhaben gewesen. Während die kontinuumsmechanische Beschreibung der
Kraftübertragung im starren Faser-Matrix-Verbund MUKI & STERNBERG nur für eine unend-
lich lange Verbundlänge in Analogie zu MELANs zweidimensionaler Beschreibung auf Basis
der Elastizitätstheorie erfolgen kann, vgl. [MS69b], [Mel32], gelingt mithilfe unterschiedlicher
analytischer Modellansätze eine näherungsweise Beschreibung des Faserauszugproblems in Ana-
logie zu REISSNERs zweidimensionaler Problemstellung, vgl. [Rei40]. Im Folgenden werden
einige ausgewählte Ansätze vorgestellt.
In Analogie zu MELANs Formulierung des Problems ermitteln MUKI & STERNBERG zunächst
im Rahmen der Elastostatik mit der Annahme homogen verteilter, isotroper Materialeigenschaf-
ten eine exakte Beschreibung der Kraftübertragung für einen unendlich langen, elastischen Stab
mit Kreisquerschnitt und axialer Zugbeanspruchung in einer unendlich ausgedehnten elasti-
schen Matrix [MS69b]. Darauf aufbauend entwickeln sie eine für beliebige Querschnittsformen
verallgemeinerte Näherungslösung, die in der folgenden Abbildung 4.1 im Vergleich zur ex-
akten Lösung dargestellt ist [MS69b]. Darin wird der Faser-Matrix-Verbund als eine um ein
fiktives elastisches Kontinuum erweiterte Matrix idealisiert, das in Richtung der ursprünglichen
Stabachse eine versteifende, eindimensionale Wirkung hat und die exakte Modellierung des
eingebetteten Stabes mit beliebiger Querschnittsform ersetzt [MS69b], [MS70]. Der charakte-
ristische asymptotische Verlauf der Zugkraftübertragung wird auch von der Näherungslösung
adäquat abgebildet [MS69b].
Abbildung 4.1: Analytisch exakte und Näherungslösung zur Kraftübertragung im unendlich
ausgedehnten Faser-Matrix-Verbund von MUKI & STERNBERG aus [MS69a]
MCCARTNEY stellt 1989 ein mikromechanisches Modell zur Analyse der Kraftübertragung zwi-
schen einer axial belasteten Faser und der Matrixumgebung vor, welches auf der Modellvorstel-
lung eines dickwandigen Matrixzylinders mit eingebettetem Faserzylinder, vgl. Grundgleichung
(4.1) und (4.3), mit einem idealen, starren Verbund oder einem verschieblichen Reibverbund
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basiert und im Rahmen der Elastizitätstheorie, vgl. Grundgleichung (4.2) für eine näherungs-
weise Beschreibung der Spannungsverläufe in Faser, Matrix und Kontaktzone ausgewertet wird
[McC89]. Dabei werden drei Varianten des rotationssymmetrischen Spannungs-Deformations-
Zustandes betrachtet. Zunächst wird mit idealem starrem Verbund sowohl die Kraftübertragung
bei einem Matrixriss als auch bei einem Faserbruch beschrieben [McC89]. Darauf aufbauend
erfolgt zudem eine Spannungsanalyse für eine vom Matrixriss ausgehende Ablösung der Kontakt-
flächen in der Verbundzone, sodass über die Verbundlänge zum Teil idealer starrer Verbund und
zum Teil verschieblicher Reibverbund vorherrscht [McC89]. Der Faser-Matrix-Verbund wird
dabei als unendlich lang in Richtung der Faserachse ausgedehnt angenommen, wobei außerhalb
des durch den Matrix- respektive Faserriss gestörten Bereiches ein idealer starrer Verbund und
somit ein entsprechend den Steifigkeiten verteilter gemeinsamer Lastabtrag erfolgt [McC89], vgl.
Gleichung (2.2). Damit weichen die Randbedingungen dieses Modells von den erforderlichen
geometrischen Randbedingungen des Faserauszugproblems mit endlich lang eingebetteter Faser
ab, sodass eine Verifizierung des eigenen Verbundmodells mit diesem analytischen Modellansatz
nicht möglich ist.
In einer weiteren Veröffentlichung analysieren MUKI & STERNBERG die Kraftübertragung in
einer dreidimensionalen Faserauszugskonfiguration in Analogie zu REISSNERs zweidimensiona-
ler Formulierung mit einem endlich lang eingebetteten Stab in einer als elastischer Halbraum
idealisierten Matrix. Sie stellen dazu eine verallgemeinerte Problemstellung für beliebige Stab-
querschnittsformen und die Reduzierung der Bestimmungsgleichung für die Stabkraft auf die
Lösung eines FREDHOLM-Integrals der zweiten Art vor, die in Analogie zur Näherungslösung
für den unendlich langen Verbund, vgl. Abbildung 4.1, steht [MS69b], [MS70]. Darüber hinaus
geben sie für die auf zylindrische Stabgeometrien spezialisierte Bestimmungsgleichung für
die Stabkraft numerische Lösungen in Abhängigkeit variierter Parameter bezüglich der Stab-
schlankheit, des Steifigkeitsverhältnisses und der Querdehnzahl des elastischen Mediums an
[MS70]. Die folgende Abbildung 4.2 zeigt die von MUKI & STERNBERG ermittelte analytische
Lösung für einen teilweise eingebetteten Stab mit der Schlankheit `/r = 10 beziehungsweise
`/r = 20 und einer Querdehnzahl des elastischen Halbraums von ν = 0,25, welche mit einem
Steifigkeitsverhältnis von δ = 4 der üblichen Konfiguration eines Faserauszuges aus Beton nahe
kommt. Eine Querdehnung des Stabes ist dabei nicht vorgesehen.
Abbildung 4.2: Analytische Näherungslösung der axialen Zugkraft in der Faser für das dreidi-
mensionale Faserauszugproblem von MUKI & STERNBERG aus [MS70]
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Varianten mit als starr modellierten, eingebetteten Stäben sind der Literatur zu entnehmen, vgl.
z. B. [LK79], [SR85]. Eine Weiterentwicklung des Ansatzes von MUKI & STERNBERG zur
Auswertung von achsensymmetrischen Belastungen des eingebetteten Stabes erfolgt durch PAK
& GOBERT [PG93].
Eine verbesserte Näherungslösung zur Kraftübertragung im Faser-Matrix-Verbund liefern im
Jahr 1991 SLAUGHTER & SANDERS [SS91], vgl. Abbildung 4.3. Sie beschreiben das elasti-
sche Spannungs-Deformations-Verhalten des Stabes mithilfe der einaxialen Stabtheorie ohne
Schubverformungen und nähern die Dehnungen der Matrix in Richtung der Stabachse im dis-
kontinuierlichen Bereich der Lasteinleitung an [SS91]. Im Vergleich zur Näherungslösung von
MUKI & STERNBERG werden Querdehnungen der Faser und tangentiale Verbundspannungen in
der Kontaktzone explizit berücksichtigt [SS91]. Als Schwäche des Modells wird die Bestimmung
von Normalspannungen in der Kontaktzone im Diskontinuitätsbereich festgestellt [SS91], wobei
tangentiale Kontaktspannungen und die Zugspannung in der Faser im Vergleich mit der exakten
Lösung des unendlich ausgedehnten Faser-Matrix-Verbundes und mit den Näherungslösungen
von MUKI & STERNBERG passend beschrieben werden [SS91].
Abbildung 4.3: Analytische Näherungslösung der axialen Zugspannung in der Faser für das
Faserauszugproblem von SLAUGHTER & SANDERS aus [SS91]
Durch die explizite Beschreibung der tangentialen Kontaktspannung zwischen Faser und Matrix
eignet sich die von SLAUGHTER & SANDERS vorgeschlagene Näherungslösung ihrer Meinung
nach besonders für die Validierung von einfachen Modellen der Kraftübertragung im Verbund auf
Basis des „Shear-Lag“-Konzeptes [SS91]. Darin wird die räumliche Verbundwirkung innerhalb
der Matrix häufig auf eine ebene Verbundwirkung zwischen den Kontaktflächen reduziert und
auf die Mantelfläche der Faser bezogen [Alv98]. Aufgrund der mathematischen Komplexität
der Modellfunktionen wird im Bezug auf die genannten Approximationen im Rahmen dieser
Arbeit auf eine programmiertechnische Umsetzung der Modelle verzichtet, sodass nur eine
qualitative Verifizierung des entwickelten Verbundmodells mit den in den Abbildungen 4.2 und
4.3 dargestellten analytischen Näherungslösungen für das Faserauszugproblem erfolgen kann,
vgl. Kapitel 5.2.
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4.1.3 Shear-Lag-Konzept
Mithilfe einer vereinfachenden Gleichgewichtsbetrachtung an einem infinitesimalen Ringstück
aus dem Eisen-Beton-Verbund ermitteln HOYER & FRIEDRICH im Jahr 1939 einen hyperbo-
lischen Verlauf der Verbundspannungen über den Radius der Matrix [HF39]. Während dieser
Berechnungsansatz für starren Verbund ohne die Definition und Berücksichtigung von Rela-
tivverschiebungen auskommt, wird im sogenannten „Shear-Lag“-Konzept auf Basis der Un-
tersuchungen von VOLKERSEN an Niet-, Leim- und Bolzenverbindungen und von COX an
faserhaltigen Werkstoffen am Beispiel von Papier eine elastische Relativverschiebung zwischen
Faser und Matrix in Form von Schubverformungen einer Verbundzone mit endlicher Dicke
definiert [Vol38], [Cox52].
Grundlegende Annahmen für diesen elastischen Scherverbund sind das linear-elastische Span-
nungs-Deformations-Verhalten aller beteiligten Komponenten, das Ebenbleiben der Querschnitte
entsprechend der BERNOULLI-Hypothese, das Vorherrschen kleiner Verformungen, die Homo-
genität der Grenzschicht und die Vernachlässigung der Biegesteifigkeit der Verbundzone und
der Faser, vgl. [Wir04], [Vol38], [Cox52]. Demnach trägt die Faser ausschließlich Zugkräfte in
Richtung ihrer Längsachse ab, die mithilfe von Schubspannungen in der Verbundzone in die
umgebende Matrix übertragen werden [Vol38], [Cox52].
Für die Beschreibung und Modellierung des Lastabtrages einer axial belasteten, teilweise in einer
Matrix eingebetteten Faser wurden in den 1970er- und 1980er-Jahren verschiedene theoretische
Ansätze auf Basis des „Shear-Lag“-Konzeptes entwickelt, die sich vor allem hinsichtlich der De-
finition von Geometrie und Randbedingungen der Matrix und der Verbundzone sowie bezüglich
der getroffenen vereinfachenden Annahmen unterscheiden. Dabei werden die Ergebnisse der
„Shear-Lag“-Analyse zur Kraftübertragung zwischen Faser und Matrix auch weitergehend für
die Beschreibung des Debondings und der Bildung von Kontaktzonenrissen und für die Model-
lierung der rissüberbrückenden Faserwirkung verwendet, vgl. z. B. [Gre69], [Pig70], [Law72],
[LLN73], [Law82], [ACK71], [AK73], [TA73], [BHE86], [Hsu88]. Im Folgenden wird ein
kurzer Überblick über die Grundlagen sowie Vor- und Nachteile des „Shear-Lag“-Konzeptes
gegeben.
COX leitet zur Beschreibung der Kraftübertragung im starren Faser-Matrix-Verbund eine Diffe-










worin P die Kraft in der Faser und H und e jeweils Konstanten sind [Cox52]. Für die allgemeine
Lösung dieser Differenzialgleichung mit den zu bestimmenden Konstanten R und S
P(z) = Ef ·Af · e+R · sinh(β z)+S · cosh(β z) (4.8)








wobei r0 = rf der Radius der kreisrunden Faser ist und r1 den mittleren Achsabstand der parallel
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In dieser Formulierung erfährt die Verbundzone, die hier nicht von der Matrix unterschieden wird,
eine reine Schubbeanspruchung. Im Rahmen der Elastizitätstheorie lässt sich der Elastizitätsmo-
dul E in Verbindung mit dem Schubmodul G und der Querdehnzahl ν im Allgemeinen schreiben
als E = G ·2(1+ν). Die Anwendung des „Shear-Lag“-Konzeptes nach COX für Faserauszugpro-
bleme erfordert die in der Literatur übliche Definition r1 = rm [Nai97]. Eine Erweiterung durch
BUDIANSKY ET AL. ergänzt den starr gekoppelten Faser-Matrix-Verbund um einen außen lie-
genden Matrixzylinder, der entsprechend der zugbeanspruchten Faser Zugspannungen aufnimmt








Abbildung 4.4: Schematische Darstellung der Kraftübertragung zwischen Faser, Verbundzone
und Matrix entsprechend dem „Shear-Lag“-Konzept nach [BHE86]
Auf der Basis einer umfassenden Analyse beschreibt NAIRN die übereinstimmenden Grund-
lagen der unzähligen, in der Literatur vorhandenen „Shear-Lag“-Modelle und wertet diese im
Vergleich zu den ursprünglichen Modellgrundlagen von COX und durch Gegenüberstellung mit
den Ergebnissen von numerischen Berechnungen mit der Finite-Elemente-Methode aus. Eine
Kombination von vier maßgebenden Annahmen und Vereinfachungen werden von NAIRN als
am häufigsten in Verbindung mit dem „Shear-Lag“-Konzept angewendet hergeleitet.
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und damit unabhängig von der Längsrichtung z betrachtet werden, als fundamentale Verein-
fachung des „Shear-Lag“-Konzeptes hervor [Nai97]. Mit der Verallgemeinerung der exakten








wobei die Funktionen fi(z) mit i ∈ [0; 1] im Rahmen der „Shear-Lag“-Modellierung nicht linear,
sondern beliebig sind, wird in der Anwendung des „Shear-Lag“-Konzeptes eine weitere Verein-
fachung vorgenommen [Nai97]. Durch die Verwendung des eindimensionalen HOOKE’schen
Gesetzes werden Spannungen quer zur Faserlängsachse vernachlässigt, sodass implizit
(σrr +σθθ ) = 0 (4.14)
angenommen wird [Nai97]. Darüber hinaus wird generell bei der Verbindung des eindimen-
sionalen HOOKE’schen Gesetzes mit den Gleichgewichtsbedingungen vorausgesetzt, dass die
Abhängigkeit der Spannung σzz und Verschiebung w in Längsrichtung näherungsweise unabhän-
gig vom Radius r sind [Nai97].
Mithilfe der Gleichgewichtsbedingung in Längsrichtung, i. e. die zweite Gleichung in (4.3), kön-
nen nach NAIRN die grundlegenden Bestimmungsgleichungen der „Shear-Lag“-Modellierung
mit den unbekannten Funktionen für τrz(z) und w(z) jeweils in der Kontaktzone und im weiter
entfernten Matrixbereich hergeleitet und an die Randbedingungen angepasst werden [Nai97].
Die Anpassung der Bestimmungsgleichungen auf eine vereinfachende Modellvorstellung zum
Faserauszugproblem, vgl. Abbildung 4.4, ergibt die Differenzialgleichung
∂ 2τrz(rf)
∂ z2
−β 2τrz(rf) = 0 (4.15)
[Nai97]. Ausgehend vom Kräftegleichgewicht zwischen der Faser und der Verbundzone mit
der über die Querschnittsfläche gemittelten Faserlängsspannung 〈σzz,f〉 und der Schubspannung






leitet er mit der Differenzialgleichung des Verbundes (4.15) die Differenzialgleichung von COX
(4.7) in veränderter Schreibweise zu
∂ 2〈σzz,f〉
∂ z2
−β 2 · 〈σfz〉=−β 2〈σ∞zz,f〉 (4.17)
her [Nai97]. Darin ist 〈σ∞zz,f〉 die gemittelte Faserlängsspannung einer unendlich langen Faser in
einer unendlich ausgedehnten Matrix. Anders als in der Herleitung von COX ist die Definition
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gewählt, worin die Volumenanteile der Faser und der Matrix zu Vf = r2f /r
2
m respektive Vm =(
r2m− r2f
)
/r2m bestimmt werden [Nai97].
Die Lösung der Differenzialgleichung (4.17) für das vereinfachte Faserauszugproblem, dar-
gestellt in Abbildung 4.4, bestehend aus einem Matrixzylinder mit dem Radius rm und der
Länge ` und der über die gesamte Länge eingebetteten Faser mit dem Radius rf, führt auf die
Verlaufsfunktionen der gesuchten Spannungen und Verschiebungen im Faser-Matrix-Verbund.





















[Nai97]. NAIRN analysiert außerdem die Kraftübertragung in einem Faser-Matrix-Verbund,
in dem die Faser als gerissen angenommen wird und damit an den Faserenden unbelastet ist,
während die Matrix an den Rändern des Zylinders Kräfte überträgt [Nai97]. Vergleichsrechnun-
gen mit der Finite-Elemente-Methode, auf deren Konfiguration nicht detailliert eingegangen
wird, ergeben, dass insbesondere die fundamentale Annahme des „Shear-Lag“-Konzeptes mit
|∂u∂ z |  |∂w∂ r | nicht gültig ist, sondern die Anteile ∂u∂ z und ∂w∂ r annähernd gleich groß mit umgekehr-
tem Vorzeichen sind und daraus wesentlich geringere Schubverzerrungen γrz folgen [Nai97]. Die
Schubverzerrungen aus der „Shear-Lag“-Analyse sind etwa doppelt so groß wie in den numeri-
schen Ergebnissen und verschwinden nicht am unbelasteten Faserende, was der analytischen
Randbedingung der Spannungsfreiheit im Faserriss widerspricht [Nai97]. Trotz dieser Diskre-
panzen wird die mittlere Faserspannung 〈σzz,f〉 in Längsrichtung aus der „Shear-Lag“-Analyse
im Vergleich mit der Näherungslösung der FEM-Simulation sehr gut angenähert [Nai97]. Dabei
kann der infolge der Bestimmungsgleichungen der „Shear-Lag“-Analyse stets exponentielle
Verlauf der Faserspannungen durch die FEM-Simulation nur näherungsweise bestätigt werden
[Nai97].
Darüber hinaus werden nur für hohe Fasergehalte, d. h. für geringe Radien der umliegenden
Matrixzylinder, qualitativ gute Ergebnisse mit der „Shear-Lag“-Analyse erzielt; für die Beschrei-
bung der Kraftübertragung im Faserauszugproblem im elastischen Halbraum ist das „Shear-Lag“-
Konzept nicht geeignet [Nai97]. Die Schubspannungen τrz(r = rf,z) in der Kontaktzone als Ab-
leitung der Faserspannung σzz,f in Faserlängsrichtung weist deutlich größere Abweichungen von
den numerischen Ergebnissen auf als die Faserspannung selbst [Nai97]. Auch die Bestimmung
von Spannungen quer zur Faserlängsachse ist prinzipiell auf Basis einer „Shear-Lag“-Analyse
möglich, aber mit großen Unsicherheiten behaftet [Nai97]. Insgesamt kann daher mithilfe des
„Shear-Lag“-Konzeptes nur eine qualitative Aussage zur Spannungsverteilung im Faser-Matrix-
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Verbund getroffen werden, weshalb ein Vergleich des eigenen Verbundmodells mit einer „Shear-
Lag“-Analyse nur eine geringe Aussagekraft bezüglich Verifikation des Modells hat.
Basierend auf der Beschreibung der Kraftübertragung im starren Verbund mit dem „Shear-
Lag“-Konzept wurden außerdem Modellansätze zur Beschreibung des Debondings und des-
sen Stabilität entwickelt, vgl. z. B. [Law72], [Pig87], [Hsu90], [KBM91], und hinsichtlich der
rissüberbrückenden Fasertragwirkung in Faserverbundwerkstoffen mit parallel ausgerichteten
und ungerichteten Fasern auf Basis von Energiebilanzierung oder Bruchmechanik weiterent-
wickelt, vgl. z. B. [Pig66], [ACK71], [AK73], [Law82], [MCE85], [SS86], [BHE86], [GS87],
[McC87], [HJ90], [HB91], [BEH95], [LG98]. Weitere Erläuterungen zur rissüberbrückenden
Fasertragwirkung sind in Kapitel 6.3 zu finden.
4.1.4 Numerische Modellierung mit Interface-Elementen
Mit numerischen Berechnungsmethoden wie der Finite-Elemente-Methode und der Diskrete-
Elemente-Methode stehen heute Hilfsmittel für sehr detaillierte und realitätsnahe Analysen der
Kraftübertragung zwischen Faser und Matrix zur Verfügung. 1975 stellt SCHÄFER zwei- und
eindimensionale Kontaktelemente zur Lösung von Kontaktproblemen mit der Finite-Elemen-
te-Methode vor, die basierend auf einer vorgegebenen Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung
aus der relativen Verschiebung der angrenzenden Strukturelementknoten die Verbundreaktion
beschreiben [Sch75a]. Weiterentwickelt zu nichtlinearen, isoparametrischen, ein- und zweidi-
mensionalen Interface-Elementen stellen diese Kontaktelemente, häufig als „Zero-Thickness“-
Interface-Element bezeichnet, die Grundlage für numerische Untersuchungen mit der Finite-
Elemente-Methode dar [MKKK85], [Keu84], [KM87].
Die Verwendung von zweidimensionalen Interface-Elementen zur Beschreibung der Verbundre-
aktion in dreidimensionalen FEM-Simulationen erweist sich gegenüber der expliziten dreidimen-
sionalen Modellierung der Grenzschicht insofern als vorteilhaft, dass insbesondere bei geringen
Schichtdicken eine sehr feine Diskretisierung und der damit verbundene erhöhte numerischer
Aufwand vermieden wird und eine vereinfachende, klare Beschreibung der Verbundreaktion
anstelle einer exakten Erfassung der Prozesse und Materialeigenschaften der realen, dreidimen-
sionalen Grenzschicht möglich ist [KM87], [Has90], [CH98], [Nai07]. Für die Beschreibung
von Grenzschichten endlicher Dicke in der Verbundzone und deren Auswirkungen auf das Span-
nungs-Deformations-Verhalten des Faser-Matrix-Verbundes schlägt HASHIN 1990 imperfekte
Interface-Elemente vor [Has90], [Has91b], [Has91a], die z. B. von NAIRN zur Analyse von
Kurzfaser-Verbundwerkstoffen mit einem „Shear-Lag“-Modell angewendet werden [Nai04],
[Nai07], [NS15]. Erläuterungen zur Definition und Implementierung von isoparametrischen
„Zero-Thickness“-Interface-Elementen, wie sie im Rahmen dieser Arbeit verwendet werden,
sind in Kapitel 5.2 dargestellt.
Die mithilfe von Interface-Elementen beschriebene lokale Verbundreaktion wird mit einem Ver-
bundgesetz, i. e. eine parametrisierte, ortsunabhängige Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung
zur Ermittlung des lokalen Verbundverhaltens, charakterisiert. Dieses Verbundgesetz erfasst den
Spannungs-Deformations-Zustand der Faser und der umgebenden Betonmatrix sowie weitere
Einflüsse z. B. aus Materialinhomogenitäten und ermöglicht dabei die Ableitung einer Verbund-
steifigkeit. RITTER weist im Bezug auf das Verbundverhalten von geripptem Betonstahl mit
Normalbeton darauf hin, dass aussagekräftige Verbundspannungs-Schlupf-Beziehungen nur
bei kontrolliertem Auszugversagen angegeben werden können und aufgrund der Abhängigkeit
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vom Versuchsaufbau keine Allgemeingültigkeit besitzen [Rit14]. Verbundspannungs-Schlupf-
Beziehungen ermöglichen jedoch auch die anschauliche Darstellung des Verbundwiderstan-
des in den verschiedenen Phasen und Übergängen des Verbundverhaltens sowie den Vergleich
unterschiedlicher Verbundwerkstoffe anhand der in Kapitel 3.4 genannten Einflussfaktoren.
4.1.5 Verbundgesetze
Neben der Anwendung von Verbundgesetzen in Strukturanalysen mit der Finite-Elemente-Metho-
de ist die Kenntnis eines analytischen Zusammenhanges zwischen Verbundspannung und Schlupf
auch für die Bestimmung von Spannungs-Rissöffnungs-Beziehungen für die Querschnittsbemes-
sung von Verbundwerkstoffen erforderlich. In Kapitel 2.3 wurde die Herleitung der Spannungs-
Rissöffnungs-Beziehung (2.7) von HARTWICH mit einem starr-plastischen Verbundgesetz, das
von einer über die gesamte Verbundfläche konstanten Verbundspannung ausgeht, gezeigt, vgl.
Abbildung 4.5 links. Im Folgenden werden weitere ausgewählte Modellansätze vorgestellt, die
das Verbundverhalten von verschiedenen Differenzialgleichungen ausgehend mithilfe eines
vereinfachenden Verbundgesetzes analytisch beschreiben.
Auf Basis der Differenzialgleichung (4.5) des verschieblichen Verbundes bestimmt PFYL das
Auszugverhalten einer Einzelfaser mit einem linear-elastisch-abgetreppt-ideal-plastischen Ver-
bundgesetz nach HARTWICH, GOPALARATNAM & SHAH und NAAMAN ET AL., vgl. Abbildung
4.5 rechts, das in Anlehnung an das „Shear-Lag“-Konzept einen linear-elastischen Bereich für die
Phase des starren Verbundes und ein ideal-plastisches Materialverhalten für den verschieblichen
Verbund über einen Verbundspannungssprung kombiniert [Har86], [NNAN91], [Pfy03]. Dabei
unterscheidet er die Faseraktivierungs- und Faserauszugphase und ermittelt den Verlauf von Ver-
bundspannung, Faser- und Matrixspannung sowie Relativverschiebung über die Einbindelänge.
Im Vergleich zur Beschreibung des Auszugverhaltens mit dem starr-plastischen Verbundgesetz
kommt er zu dem Schluss, dass die Bestimmung der Spannungs-Rissöffnungs-Beziehung mit
dem starr-plastischen Verbundgesetz hinreichend genaue Ergebnisse liefert und aufgrund der pro-












Abbildung 4.5: Vereinfachende Verbundspannungs-Schlupf-Beziehungen nach HARTWICH und
NAAMAN ET AL. aus [Har86], [NNAN91]
Ohne die Verwendung der Differenzialgleichung des verschieblichen Verbundes (4.5) leiten
NAAMAN ET AL. eine Differenzialgleichung zweiten Grades zur Ermittlung der Faserkraft Fzz,f
im elastischen Verbund mit dem linear-elastisch-abgetreppt-ideal-plastischen Verbundgesetz her
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[NNAN91]. Mit dem vereinfachenden Kräftegleichgewicht zwischen Faser und Matrix, hier in
der Notation dieser Arbeit,



















die von NAAMAN ET AL. mithilfe einer exponentiellen Ansatzfunktion (eλx und e−λx) gelöst
wird [NNAN91]. Der daraus folgende Verlauf der Verbundspannung über die Verbundlänge im
als linear-elastisch modellierten starren Verbund entspricht qualitativ dem von PFYL angege-
benen Schubspannungsverlauf, der aus Lösung der Differenzialgleichung des verschieblichen
Verbundes mithilfe von Hyperbelfunktionen (sinh(x) und cosh(x)) abgeleitet wurde. Für den
verschieblichen Reibverbund wird entsprechend des linear-elastisch-abgetreppt-ideal-plastischen
Verbundgesetzes ein konstanter Verbundspannungsverlauf angesetzt. Als Erweiterung dieses
vereinfachenden Verbundgesetzes schlagen NAAMAN ET AL. eine Berücksichtigung der Fehl-
passung zwischen Faser und Matrix und eine Degradation des Reibverbundes vor [NNAN91].
Das modifizierte Verbundgesetz ist ebenfalls in Abbildung 4.5 rechts dargestellt.
Aufbauend auf der analytischen Modellierung von NAAMAN ET AL. und für ein linear-elas-
tisches Verbundgesetz entwickelt KULLAA für einen elastischen Faser-Matrix-Verbund mit
zwei parallel ausgerichteten Faserreihen mit verschieden angeordneten Faserenden ein Modell
zur Beschreibung der Kraftübertragung im Verbundwerkstoff im Hinblick auf einen mehrfach
gerissenen Zustand und unter Berücksichtigung statistisch verteilter Faserorientierungen, vgl.
z. B. [Kul94], [Kul96], [Kul98a], [Kul98c], [Kul98b].
Ein weiteres Beispiel für die analytische Bestimmung des Verbundspannungsverlaufes über die
Verbundlänge liefert ZHAN für ein dreiphasiges Verbundgesetz, dargestellt in Abbildung 4.6,
links, [Zha16]. Anders als etwa NAAMAN ET AL. setzt ZHAN zur Herleitung der Differenzial-
gleichung, hier in die Notation dieser Arbeit überführt,
dFzz,f(ζ )
dζ 2






für die Bestimmung der axialen Faserzugkraft Fzz,f in Abhängigkeit der lokalen Koordinate ζ
entlang der Verbundlänge die Kompatibilität der Faserdehnung mit der Änderung des Schlupfes
über die Einbindelänge `e voraus, wobei der Schubmodul G die Steifigkeit der Verbundzone im
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elastischen Verbund analog zum „Shear-Lag“-Konzept darstellt, und erhält




für die Randbedingungen, dass die Faserzugkraft am eingebetteten Ende verschwindet und am
Faseraustrittsort der Belastung P entspricht [Zha16]. Während infolge des Verbundgesetzes von
ZHAN die Ablösung der Faser von der Matrix zu einer konstanten Verbundspannung über die
Verbundlänge führt, folgt aus der Lösung der Differenzialgleichung ein exponentieller Verlauf
der Verbundspannungen [Zha16].
Charakteristisch für das in Abbildung 4.6 links dargestellte Verbundgesetz von ZHAN ist die
Beschreibung der Übergangsphase zwischen linear-elastischem Verbund und dem ideal-plasti-
schen Reibverbund. ZHAN wählt eine Kombination aus zunächst ideal-plastischem und dann
exponentiell abnehmendem Verbundwiderstand bis zu einer konstanten Reibverbundspannung,
vgl. Abbildung 4.6 links. Eine zweistufige Übergangsphase weist auch das Verbundgesetz für
gerippten Betonstahl aus dem MODEL CODE auf, das STENGEL für die Anwendung als Verbund-
gesetz für den Faser-Matrix-Verbund modifiziert [fib93], [fib13], [Ste13]. Ähnlich wie bei ZHAN
folgen auf einen nichtlinear-elastischen Anstieg der aufnehmbaren Verbundspannung ein Plateau
und ein anschließender linearer Übergang zu einer geringeren ideal-plastischen Reibverbundspan-
nung, vgl. Abbildung 4.6 rechts. Außerdem schlägt STENGEL als Vereinfachung ein zweistufig-
starr-plastisches Verbundgesetz vor, das den nichtlinearen Anstieg des Verbundwiderstandes
durch eine Verlängerung des Plateaus ersetzt, ebenfalls dargestellt in Abbildung 4.6 rechts. Für
beide Kurvenverläufe werden im Bezug auf experimentelle Untersuchungen Parameter gewählt,












Abbildung 4.6: Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung nach ZHAN und nach STENGEL im Ver-
gleich zum MODEL CODE-Ansatz aus [Zha16], [Ste13], [fib13]
Die folgende Abbildung 4.7 zeigt zwei Verbundgesetze für den Faser-Matrix-Verbund mit
normalfestem Beton und glatten Stahlfasern mit nichtlinearem Verlauf in beiden Verbundphasen,
wobei der Übergang zwischen ansteigendem und abnehmendem Verbundwiderstand mit einem
Knick das Debonding markiert. Der parabelförmige Anstieg entspricht dabei der Formulierung
des elastischen Verbundes nach MODEL CODE, vgl. [CBSC08], [FV07], [fib13].
Für die Beschreibung des abnehmenden Verbundwiderstandes verwenden CUNHA ET AL. eine
Hyperbelfunktion, vgl. Abbildung 4.7 rechts, mit der der Verbundwiderstand bei zunehmendem
Schlupf asymptotisch verschwindet [CBSC08]. CUNHA ET AL. lösen die Differenzialgleichung
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des verschieblichen Verbundes (4.5) mit ihrem Verbundgesetz zur analytischen Beschreibung
des Auszugverhaltens [CBSC08]. FANTILLI & VALLINI formulieren den abnehmenden Ver-
bundwiderstand hingegen als Exponentialfunktion mit einem Endwert τ∞, ab dem die Verbund-
spannung näherungsweise bei zunehmendem Schlupf konstant bleibt. Basierend auf dieser
Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung bestimmen sie in einem numerischen Iterationsprozess









Abbildung 4.7: Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung nach FANTILLI & VALLINI und nach
CUNHA ET AL. aus [FV07], [CBSC08]
Alle dargestellten Verbundgesetze beschreiben das tatsächliche, stark nichtlineare Verbundver-
halten zwischen Mikrostahlfasern und UHPC vereinfachend. Während diese Vereinfachungen
für die Anwendung in numerischen Analysen mit der Finite-Elemente-Methode im Allgemei-
nen günstig sind, ist die zu erwartende Güte der Ergebnisse bei detaillierter Untersuchung des
Verbundverhaltens und des Auszugverhaltens aufgrund der nicht erfassten Einflüsse als eher
gering zu bewerten. Daher werden diese Modelle hauptsächlich zur Abschätzung des maximalen
Auszugwiderstandes angewendet. Zwar unterscheiden nahezu alle Verbundgesetze zwischen
starrem oder quasi-starrem elastischem und verschieblichem Verbund und bilden das Debonding
als Übergangsbereich dazwischen mit ab, aber eine Trennung der querdruckabhängigen und
querdruckunabhängigen Verbundmechanismen erfolgt nicht. Damit kann der Einfluss des Span-
nungs-Deformations-Zustandes um die eingebettete Faser nicht abgebildet werden. NAAMAN ET
AL. berücksichtigen zwar die Veränderung der Fehlpassung und damit der Kontaktspannung zwi-
schen Faser und Matrix infolge des Auszuges, allerdings nicht in Form einer dreidimensionalen
Modellierung, vgl. Kapitel 3.2.
Eine realitätsnahe Beschreibung des Verbundverhaltens auf Basis eines Verbundgesetzes ist
nur möglich, wenn die Auswertung der lokalen Materialeigenschaften im Zusammenhang mit
dem aktuellen Spannungs-Deformations-Zustand sowie der beanspruchungs- und gegebenenfalls
zeitabhängigen Entwicklungsgeschichte eine ortsspezifische Bestimmung der Verbundreaktion
erlaubt. Diese Verbundreaktion wirkt in der Realität dreidimensional, d. h. als Reaktion auf eine
Verformung der Grenzschicht werden Kräfte in tangentialer und normaler Richtung bezogen
auf die Kontaktfläche generiert. Insbesondere im Hinblick auf eine Ermüdung des Verbundes
sollte das Verbundgesetz eine kontinuierlich einwirkende Relativverschiebung infolge einer
wiederholten Be- und Entlastung und die daraus resultierende Degradation der Verbundkapazität
berücksichtigen. Die meisten Verbundgesetze aus der Literatur nehmen stattdessen vereinfachend
eine über die Verbundlänge konstante Reibverbundspannung an, die bei großen Verschiebungs-
differenzen unabhängig vom Schlupf definiert ist, vgl. Abbildung 4.5, 4.6, 4.7. Da das Interesse
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in dieser Forschungsarbeit im detaillierten Verständnis des Verbundverhaltens und des Auszug-
verhaltens im Faser-Matrix-Verbund zwischen Mikrostahlfasern und UHPC liegt, eignet sich ein
derart vereinfachendes Verbundgesetz nicht zur Beschreibung der mikrophysikalischen Prozesse
in der Verbundzone.
4.1.6 Verbundmodelle für nichtlineare Finite-Elemente-Analysen
Zur Verbesserung des Verständnisses für das Verbundverhalten zwischen geripptem Bewehrungs-
stahl und Beton entwickeln COX und HERRMANN ein Verbundmodell für nichtlineare Finite-
Elemente-Analysen mit Interlocking-Effekten, vgl. [HC94]. Die zweidimensionale Beschrei-
bung des Verbundverhaltens mit der Interaktion der Verbundwirkung parallel und senkrecht zur
Kontaktebene gilt in den 1990er-Jahren als neuartiger Modellierungsansatz für den Verbund von
gerippten Betonstahl und Beton und wird auch von weiteren Autoren erarbeitet, vgl. [CH98],
[Lun99]. Das elasto-plastische Materialmodell von COX & HERRMANN beinhaltet eine Fließbe-
dingung, die mithilfe einer Wichtungsfunktion zwei Kriterien im Bezug auf die maßgebenden
Versagensmechanismen, Spaltzug- und Auszugversagen, verbindet [CH98]. Darüber hinaus
werden neben elastischen Relativverschiebungen in Analogie zum „Shear-Lag“-Konzept auch
inelastischer Schlupf, welcher mithilfe einer nichtassoziierten Fließregel und einer Potenzial-
funktion zur Beschreibung der Aufweitung der Verbundzone infolge des inelastischen Schlupfes
bestimmt wird, und eine Verbundzonenschädigung (engl. bond zone damage) in Abhängigkeit
der tangentialen, inelastischen Relativverschiebung definiert [CH98]. Durch die zunehmende
Verbundzonenschädigung und eine kinematische Entfestigungsfunktion wird, wie in der fol-
genden Abbildung 4.8 dargestellt, eine nichtlineare Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung für
den Verbund von geripptem Bewehrungsstahl und normalfestem Beton generiert, vgl. [CH98],
[CH99].
Abbildung 4.8: Exemplarische Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung nach Kalibrierung des
Verbundmodells von COX & HERRMANN aus [CH98]
Ebenfalls zunächst als zweidimensionales Modell in Analogie zum Verbundmodell von COX
& HERRMANN entwickelt, erweitert LUNDGREN die Beschreibung des Verbundverhaltens auf
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drei Dimensionen und berücksichtigt damit die Verbundwirkung in Umfangsrichtung des Be-
wehrungsstabes, vgl. [Lun99], [Lun05]. Anders als COX & HERRMANN formuliert LUNDGREN
zwei unabhängige Fließbedingungen zur Begrenzung der Verbundspannungen τt und τn paral-
lel und senkrecht zur Auszugrichtung hinsichtlich des Reibverbundes (Kriterium F1) und des
Betonbruchs infolge des Auszuges (Kriterium F2) [Lun05], vgl. Abbildung 4.9.
Das Mehrflächenplastizitätsmodell entwickelt die Verbundreaktion zu elastischen und inelasti-
schen Relativverschiebungen, die mit einer assoziierten und einer nichtassoziierten Fließregel
für die beiden Flächen sowie einer Kombination nach KOITER für die ausgerundeten Über-
schneidungsbereiche generiert werden [Lun05]. Zusätzlich ist eine Verfestigungsvariable κ
in Abhängigkeit des inelastischen Schlupfes definiert, der die Degradation der Verbundkapa-
zität infolge zunehmenden Schlupfes für beide Versagenskriterien steuert [Lun05]. Auch in
diesem Modell verläuft die Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung für den Auszugversuch von






F1 = |τt|+µ(κ) · τn = 0
F2 = τ2t + τ2n + c(κ) · τn = 0
Abbildung 4.9: Mehrflächenplastizitätsmodell zur Beschreibung des Verbundverhaltens von
geripptem Betonstahl und Normalbeton von LUNDGREN nach [Lun05]
Weiterentwicklungen dieser grundsätzlichen, elasto-plastischen Verbundmodelle hinsichtlich
der Erfassung der dreidimensionalen mechanischen Interaktion zwischen den Rippen des Be-
tonstahles und den als Betonrippen aufgefüllten Stahlrippenabständen sind z. B. von ALFANO
& SACCO, SERPIERI & ALFANO und MURCIA-DELSO & SHING zu finden [AS06], [SA11],
[MDS16]. Auf die in diesen Arbeiten verwendeten kohäsiven Interface-Elemente, bei SERPIERI
& ALFANO als aus mehreren mikroskopisch kleinen Flächen zusammengesetzte „Repräsentative
Interface-Elemente“ modelliert, wird im Kapitel 5.2 eingegangen.
Obwohl die Definition eines vereinfachenden Verbundgesetzes als eine lokale Verbundspannungs-
Schlupf-Beziehung für nichtlineare Finite-Elemente-Analysen vorteilhaft ist, umgesetzt und
ausgewertet z. B. in [LOE+19], kann nur mit einer dreidimensionalen Modellierung etwa mithilfe
der Plastizitätstheorie analog zu den Verbundmodellen von COX & HERRMANN und LUNDGREN
der im Rahmen dieser Arbeit erforderliche Detaillierungsgrad zur Auswertung der in Kapitel 3.1
erläuterten Verbundmechanismen und mikrophysikalischen Einflüsse auf die Fasertragwirkung
erreicht werden. Im folgenden Kapitel wird das für die Beschreibung des Verbundverhaltens von
Mikrostahlfasern mit UHPC entwickelte Verbundmodell vorgestellt.
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4.2 Materialmodell zur Beschreibung des Verbundverhaltens
Zur Beschreibung des Verbundverhaltens zwischen einer glatten Faseroberfläche und einer
feinkörnigen UHPC-Matrix wird im Rahmen dieser Arbeit ein gekoppeltes Plastizitäts- und
Schädigungsmodell entwickelt, das die in Kapitel 3 dargelegten Verbundmechanismen und
Entwicklungsprozesse infolge von Relativverschiebungen in der Verbundzone wiedergibt. Die
Materialgleichungen sowie ihre zeitliche Diskretisierung und Integration werden im folgenden
Kapitel vorgestellt. Ergänzend folgen Hinweise zur numerischen Umsetzung des Materialmodells
im dreidimensionalen Spannungsraum.
4.2.1 Materialgleichungen des Verbundmodells
Die im vorangegangenen Kapitel 4.1 vorgestellten Modellansätze aus der Literatur zeigen,
dass die Beschreibung der dreidimensionalen Verbundwirkung und des daraus resultierenden
Auszugverhaltens einer eingebetteten Faser eine dreidimensionale Modellierung des lokalen
Verbundverhaltens mit Berücksichtigung lokaler Einflüsse, wie der Verbundqualität, der Belas-
tungsgeschichte, des Schädigungszustandes und des veränderlichen Spannungs-Deformations-
Zustandes, erfordert. Die grundlegende Eingangsvariable für die Bestimmung der Verbundwir-
kung ist daher die aktuelle räumliche Relativverschiebung δ in der Verbundzone. Die Definition
der Modellvariablen δ hängt dabei eng mit der Modellierung der Grenzschichtdicke zusammen.
Da die ITZ bei UHPC anders als bei Normalbeton nicht als räumlich ausgedehnte, poröse und
strukturell schwache Zwischenschicht ausgebildet ist, kann die Verbundzone zwischen Faser und
Matrix als räumlich verzahnte Kontaktebene mithilfe von zweidimensionalen „Zero-Thickness“-
Interface-Elementen verschmiert modelliert werden, vgl. Kapitel 3.1 und 4.1. Die Relativver-
schiebung δ erfasst daher den Schlupf zwischen den Komponenten und die Interaktion der
Komponenten im Bereich der Oberflächenprofilierung und der ITZ. Der Vergleich mit experi-
mentellen Messungen des Schlupfes im Rahmen von Faserauszugversuchen wird in Kapitel 6.2
diskutiert.
Das lokale Verbundverhalten durchläuft, wie in Kapitel 3 erarbeitet, im Rahmen eines vollstän-
digen Faserauszuges, d. h. in Abhängigkeit der Relativverschiebungen zwischen den Kompo-
nenten, einen Entwicklungsprozess. Der irreversible Wechsel vom anfänglich vorherrschenden
starren Verbund zu verschieblichem Verbund initiiert nicht nur eine signifikante Veränderung
der Verbundkapazität, sondern verändert auch die Wirkungsweise der maßgebenden Verbundme-
chanismen. Dieser Entwicklung wird im entwickelten Materialmodell durch die Einbeziehung
von Plastizität Rechnung getragen. Der starre Verbund wird dabei als sehr steifer elastischer Ver-
bund modelliert, wobei elastische Relativverschiebungen insbesondere räumliche Verformungen
der Oberflächenverzahnung oder der ITZ umfassen, während die Ausbildung eines Meniskus
infolge einer elastischen Verformung der Betonmatrix anders als im „Shear-Lag“-Konzept nicht
im Rahmen des Verbundmodells erfasst, sondern durch die umgebende Matrixstruktur selbst
beschrieben wird, vgl. [Ler96].
Die elastische Deformation der Verbundzone erreicht insgesamt daher nur eine sehr geringe
Größenordnung, während plastische Deformationen unter der Voraussetzung des Kontaktes der
Oberflächen bis zur vollständigen Schädigung der Verbundzone ungehindert anwachsen können.
Darüber hinaus unterliegt die Verbundkapazität einer schädigungsinduzierten Degradation, die
insbesondere bei Ermüdungsbeanspruchungen von signifikanter Bedeutung ist. Die Verbund-
zonenschädigung d ist dabei in Anlehnung an COX & HERRMANN nicht als Schädigung im
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Sinne der Kontinuumsschädigungsmechanik sondern in Abhängigkeit der inelastischen Rela-
tivverschiebungen formuliert, vgl. [CH98]. Im Folgenden werden die Materialgleichungen des
entwickelten Verbundmodells vorgestellt.
Die Verbundwirkung im elastischen Verbund ist proportional zur elastischen Relativverschiebung
in der Verbundzone. Der Proportionalitätsfaktor ist die initiale, elastische Verbundsteifigkeit Er,
mit der ein linearer Zusammenhang zwischen der Relativverschiebung δ und der Verbundspan-
nung τ formuliert werden kann als
τ = Er ·δ . (4.27)
Der Steifigkeitsmodul Er für die erste Verbundphase kann auch richtungsabhängig definiert
werden, sodass sich die Verbundsteifigkeit parallel und senkrecht zur Kontaktebene oder in
respektive entgegen einer definierten Vorzugsrichtung unterscheidet. Auf die entsprechende
Formulierung der Steifigkeitsmatrix wird in Kapitel 5.2 im Bezug auf die verwendeten Interface-
Elemente näher eingegangen.
Entsprechend den unterschiedlichen Verbundphasen des starren und verschieblichen Verbundes
erfolgt auf der Grundlage der Plastizitätstheorie eine additive Zerlegung von elastischer und
inelastischer Relativverschiebung
δ̇ = δ̇ el + δ̇ in (4.28)
in Ratenformulierung mit der Zeit als unabhängige Beschreibungsvariable, wobei das irreversible
lokale Debonding den Übergang zwischen den Phasen markiert. Elastische Relativverschie-
bungen gehen bei Entlastung vollständig zurück, während inelastischer Schlupf nur durch
entgegengerichtete Verschiebungen verringert werden kann. Die Zerlegung der Relativverschie-
bungen setzt aufgrund der geometrischen Linearisierung der Grundgleichungen für numerische
Untersuchungen mit der Finite-Elemente-Methode kleine Verschiebungen und Verzerrungen
voraus. In Verbindung mit dem entwickelten Geometriemodell sind die inkrementellen Relativ-
verschiebungen auch bei vollständigem Auszug der Faser aus der Matrix stets klein gegenüber
den Abmessungen der Komponenten, sodass die vereinfachende Linearisierung der kontinuums-
mechanischen Grundgleichungen zulässig ist. Des Weiteren werden Zwangsbeanspruchungen
aus Temperatur- und Feuchtigkeitsänderungen sowie Alterungsprozesse bei der Zerlegung der
Relativverschiebung nach Gleichung (4.28) nicht berücksichtigt.
Die aus den Relativverschiebungen δ resultierende Beanspruchung der Verbundzone muss ent-
sprechend ihrer Beanspruchbarkeit begrenzt werden. Der dreidimensionale Verbundspannungs-
zustand setzt sich aus Verbundschubspannungen τ‖ parallel und Verbundnormalspannungen τ⊥
senkrecht zur Kontaktebene zusammen. Analog dazu werden Relativverschiebungen δ‖ parallel
und δ⊥ senkrecht zur Verbundebene unterschieden.
Die Beanspruchbarkeit der Verbundzone ist als Verbundkapazität τlim(d) in Abhängigkeit der Ver-
bundzonenschädigung d definiert. Dieser Materialwiderstand setzt sich aus den querdruckunab-
hängigen Verbundmechanismen Adhäsion und Verzahnung beziehungsweise Mikro-Interlocking
zusammen und begrenzt die zulässigen Spannungs-Deformations-Zustände in der Verbundzone
mithilfe von Versagenskriterien im Rahmen der Plastizitätstheorie, vgl. Kapitel 3.1. Dabei berück-
sichtigt die Verbundfestigkeit nicht den Einfluss des Spannungs-Deformations-Zustandes in der
Verbundzone und der umgebenden Matrixstruktur. Da sich die Beanspruchbarkeit des Verbundes
bei Querdruck und Querzug erheblich unterscheidet, werden zwei ergänzende Versagenskriterien
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zur Begrenzung zulässiger Spannungszustände in der Verbundzone definiert. Bei auftretendem
Querdruck vergrößern die Verbundmechanismen Haft- und Gleitreibung die aufnehmbare Ver-
bundspannung signifikant. Dabei ist ein Durchdringen bei Überdrückung der Kontaktflächen
nicht zulässig, sodass der dreidimensionale Spannungszustand mithilfe des COULOMB’schen
Reibgesetzes unter Berücksichtigung eines lokalen Reibkoeffizienten µ zur Beschreibung der
Oberflächenrauigkeit erfasst werden kann. Spannungszustände in der Verbundzone müssen daher




∣∣+µ(d) · τ⊥− τlim(d) = 0 mit D = {τ⊥ ∈ R | τ⊥ < 0} (4.29)
genügen.
Auf eine weitere Bruchbedingung zur Begrenzung der aufnehmbaren Betondruckspannung, etwa
bei ausgebildeten Druckkegeln mit Zugringen um einen gerippten Bewehrungsstahl, wie im Ver-
bundmodell von LUNDGREN vorgesehen, wird im Rahmen dieser Arbeit verzichtet, da einerseits
die durch den Verbund selbst erzeugten Querdruckspannungen bei glatten Fasern wesentlich
geringer sind als bei geripptem Bewehrungsstahl und andererseits die Beschreibung des an die
vergleichsweise dünne Grenzschicht angrenzenden Betons nicht Bestandteil des Verbundmodells
ist. Damit sind mögliche Spannungs-Deformations-Zustände in der Verbundzone bei großem
Querdruck, die unter Umständen zu einem Betonbruch führen, nicht durch Versagenskriterien
im Verbundmodell begrenzt. Es muss daher sichergestellt sein, dass insbesondere außerhalb des
vorgesehenen Anwendungsbereiches des Modells im Rahmen von Simulationen von Faseraus-
zugversuchen ein entsprechendes Strukturmodell für die Betonmatrix verwendet wird, in dem
dreidimensionale Druckspannungszustände begrenzt sind.
Bei Querzug muss die aus der kombinierten Beanspruchung parallel und senkrecht zur Kontakt-
ebene resultierende Verbundspannung kleiner sein als die Verbundkapazität τlim, welche bei einer
reinen Scherbeanspruchung der aktuellen Scherfestigkeit der Verbundzone entspricht. Die Abwei-
chung der Verbundzugfestigkeit von der Scherfestigkeit wird durch den Beiwert λ berücksichtigt,
der Spannungsanteile senkrecht zur Kontaktebene entsprechend gewichtet. Die Bedingung bei
vorherrschendem Querzug, d. h. im Definitionsbereich positiver Verbundnormalspannungen τ⊥,







mit D = {τ⊥ ∈ R | τ⊥ ≥ 0}
(4.30)
muss sowohl bei Ablösung der Kontaktflächen voneinander als auch bei verschieblichem Verbund
stets erfüllt sein, solange Kontakt zwischen den Oberflächen besteht. Die Formulierung in
Abhängigkeit des Reibkoeffizienten µ ermöglicht einen kontinuierlichen, knickfreien Übergang
zwischen den Versagensbedingungen im Bereich verschwindender Verbundnormalspannungen,
vgl. Abbildung 4.11.
Der Beiwert λ ermöglicht die Erfassung der zweidimensionalen Anisotropie der Verbundzone,
d. h. die Richtungsabhängigkeit des Verbundwiderstandes parallel und senkrecht zur Kontaktebe-
ne, und kann beispielsweise experimentell mithilfe von vergleichenden Verbundversuchen mit
einer reinen Scher- und einer reinen Zugbeanspruchung ermittelt werden. Die Bestimmung des
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Obwohl eine Veränderung des Festigkeitsverhältnisses infolge von Relativverschiebungen und
Schädigungen denkbar ist, wird im Rahmen dieser Arbeit auf eine schädigungsabhängige For-
mulierung des Anisotropiebeiwertes verzichtet. Für das gesamte Verbundverhalten werden
daher die Adhäsion und die Mikroverzahnung respektive das Mikro-Interlocking gleichblei-
bend anisotrop bewertet. Nach JUHART beträgt, experimentellen Untersuchungen bezüglich der
Adhäsionsfestigkeit zufolge, bei einem Verbund aus poliertem Stahl und UHPC die ertragbare
Verbundschubspannung nur ca. 70% der ertragbaren Zugspannung senkrecht zur Kontaktebene
[Juh11], was einem Anisotropiebeiwert von ca. λ = 1,43 infolge reiner Adhäsion entspricht.
Im Hinblick auf eine ausgeprägte Wirkung der Mechanismen Mikroverzahnung und Mikro-
Interlocking sind auch Festigkeitsverhältnisse mit λ ≤ 1 denkbar.
Das Kriterium (4.30) für den Bereich positiver Verbundnormalspannungen stellt im dreidimensio-
nalen Spannungsraum für dem vorgesehenen Anwendungsgebiet entsprechende Modellparameter
die Teiloberfläche eines verzerrten Ellipsoides dar, das rotationssymmetrisch um die Koordina-
tenrichtung der Verbundzugspannungen τ⊥ ist. JUHART schlägt im Vergleich dazu ein lineares
Versagenskriterium für die Beurteilung des adhäsiven Verbundes von Stahl und UHPC vor, das
im dreidimensionalen Spannungsraum einem Kegel entspricht [Juh11]. Die Krümmung der Ver-
sagensfläche wird insbesondere durch den Reibkoeffizienten µ(d) und den Anisotropiebeiwert
λ gesteuert. Die Berücksichtigung des Reibkoeffizienten µ(d) in der Bedingung (4.30) stellt
einen stetigen und stetig differenzierbaren Übergang zur Versagensbedingung (4.29) für den
Querdruckbereich sicher. Während das Kriterium (4.30) für µ = 0 und λ = 1 die Oberfläche
einer idealen Halbkugel repräsentiert, verzerrt sich diese Kugel mit µ > 0 zu einem Ellipsoid,
der im Übergangsbereich zwischen den Kriterien, d. h. für τ⊥ = 0, stetig in die Kegelstumpf-
oberfläche des zweiten Kriteriums übergeht. Für größere Reibkoeffizienten nähert sich das
verzerrte Ellipsoid bei positiven Verbundnormalspannungen einem an der Spitze ausgerundeten
Kegel. Für bestimmte Parameterkonfigurationen wie beispielsweise µ = 1 und λ = 1 ergibt das
Kriterium die Oberfläche einer idealen Kegelspitze. Üblicherweise beträgt der Reibkoeffizient
für die Berechnung der Verbundspannungen im Faser-Matrix-Verbund zwischen Beton und
Stahl ca. µ = 0,15, vgl. [Ste13]. Für Parameterwerte in dieser Größenordnung repräsentiert das
Versagenskriterium im Querzugbereich daher ein Ellipsoid, vgl. Abbildung 4.11.
Auch der Anisotropiebeiwert λ führt zu einer Verzerrung des Ellipsoides, indem der Schnittpunkt
mit der Koordinatenachse der Verbundnormalspannungen τ⊥ bezogen auf die Verbundscher-
festigkeit τlim verschoben wird. Im Zusammenspiel mit dem Reibbeiwert µ ergibt sich daher
ein mathematisch begründeter Definitionsbereich für diesen Modellparameter. Die folgende
Abbildung 4.10 zeigt das rechnerische Verhältnis zwischen der maximal möglichen Verbundnor-
malspannung τ⊥ und der Verbundkapazität τlim in Abhängigkeit des gewählten Modellparameters
λ für verschiedene Reibkoeffizienten µ . Die Unstetigkeitsstelle in jeder Kurve, ab der die Bestim-
mung dieses Zusammenhanges nicht mehr im Bereich der reellen Zahlen möglich ist, markiert
für jeden Reibkoeffizienten den Grenzwert des anwendbaren Modellparameters λ . Über diesen
Grenzwert hinaus gehende Werte für den Anisotropiebeiwert λ führen zu unphysikalischen, kon-
kaven Verläufen der Versagensfläche und sind daher nicht zulässig. Der Parameterwert λ = 0 ist
ebenfalls nicht zulässig. Das Diagramm zeigt außerdem eine mathematisch bedingte Begrenzung
des Definitionsbereiches möglicher Reibkoeffizienten, i. e. 0≤ µ < 1.
4.2 Materialmodell zur Beschreibung des Verbundverhaltens 81
Mit der grafischen Auswertung des Diagramms in Abbildung 4.10 kann eine vereinfachende Ab-
schätzung der aus der Parameterkombination von µ und λ resultierenden Verbundzugfestigkeit
für die ungeschädigte Verbundzone erfolgen. Für einen Reibkoeffizienten von µ = 0,15 beispiels-
weise wären für den Anisotropiebeiwert Beträge bis ca. λ = 2,58 zulässig, wobei nur Werte bis
etwa λ = 2 dem näherungsweise linearen Verlauf des Diagramms entsprechen und damit eine
planmäßige Abminderung der maximalen Verbundnormalspannung erlauben. Das Diagramm
zeigt außerdem die geringfügige Überschätzung der Verbundnormalspannung für gewählte Ani-
sotropiebeiwert von λ < 1 infolge der Verzerrung der Versagensfläche bei sehr großen Werten
für den Reibkoeffizienten µ . Im Rahmen dieser Arbeit erfolgt bei Wahl üblicher Parametersätze
eine nur geringe gegenseitige Beeinflussung der Modellparameter µ und λ bei der Verzerrung
der Versagensfläche, was eine hohe numerische Stabilität des Mehrflächenplastizitätsmodells
erwarten lässt.


















Abbildung 4.10: Rechnerische, bezogene Verbundnormalspannung in Abhängigkeit des Aniso-
tropiebeiwertes λ mit Beeinflussung durch den Reibkoeffizienten µ
Für eine eindeutige Projektion der Spannungs-Deformations-Zustände aus dem Prädiktorschritt
zurück auf die Versagensfläche ist die allseitige Konvexität der Versagensfläche erforderlich.
ZIEGLER ET AL. fordern darüber hinaus die Eindeutigkeit der im gesamten Raum der Ver-
formungsgeschwindigkeiten stetig definierten Dissipationsfunktion, was die Konvexität der
Fließfläche impliziert [ZNW73]. Im Folgenden wird daher gezeigt, dass die Versagenskriterien
im Übergangsbereich von positiven und negativen Verbundnormalspannungen identisch sind und
damit ein stetiger und stetig differenzierbarer Übergang zwischen den Teilflächen gewährleis-
tet ist. Außerdem wird anhand der Normalenvektoren auf den Teilflächen die Konvexität der
zusammengesetzten Versagensfläche bewiesen.
Zunächst werden beide Versagenskriterien für den Rand ihres jeweiligen Definitionsbereiches
mit τ⊥→ 0 ausgewertet. Als zulässigen Spannungszustand auf der Versagensfläche im Über-





∣∣− τlim(d) = 0 (4.32)
eine ebene Verbundspannung τ‖ genau in Höhe der aktuellen Verbundkapazität τlim. Für das
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Kriterium im Querzugbereich folgt aus der Grenzwertbetrachtung
lim
τ⊥→0+
Ft = τ2‖ −µ(d) · τ2lim(d)+(1−µ(d)) · (−τ2lim(d)) = τ2‖ − τ2lim(d) = 0 (4.33)
derselbe Spannungspunkt auf der Versagensfläche. Der Übergang zwischen den Teilflächen ist
also stetig.
Außerdem muss im Hinblick auf die geforderte Konvexität der zusammengesetzten Versa-
gensfläche sichergestellt sein, dass für beliebige Parameterkonfigurationen die Teilfläche im
Querzugbereich im Übergangsbereich mindestens dieselbe Neigung wie die des Kegelstump-
fes entsprechend dem Kriterium für den Querdruckbereich aufweist. Ein Knick zwischen den
Teilflächen ist nur dann zulässig, wenn dabei die Konvexität der Fläche erhalten bleibt und
damit eine eindeutige Bestimmung des Spannungszustandes auf der Versagensfläche möglich
ist. Nähere Erläuterungen zur Lösung des nichtlinearen Anfangswertproblems im Rahmen des
Punkt-Kollokations-Verfahrens mit iterativer Bestimmung des zulässigen Spannungszustandes
auf der Versagensfläche werden im folgenden Kapitel gegeben.
Die Bestimmung des Normalenvektors auf den beiden Teilflächen am Rand des Definitionsberei-
ches mit τ⊥→ 0 ermöglicht einen Vergleich der Neigungen im Übergangsbereich. Dazu werden
zunächst die partiellen Ableitungen der Versagenskriterien nach den Spannungsanteilen τ‖ und
τ⊥ aufgestellt und anschließend in einer Grenzwertbetrachtung ausgewertet. Der Normalenvektor
















und ist unabhängig von der Verbundnormalspannung, was eine Grenzwertbetrachtung überflüssig












µ(d) ·2(τlim(d)− τ⊥)+(1−µ(d)) · 2τ⊥λ 2

 (4.35)
ergibt. Für die Grenzwertbetrachtung wird die partielle Ableitung nach τ⊥ an der Stelle τ⊥ = 0














vereinfacht. Eine Normierung dieses Vektors auf die Verbundkapazität τlim, der die Verbund-
schubspannung τ‖ im Übergangsbereich wie bereits in den Gleichungen (4.32) und (4.33) gezeigt
















auf denselben Normalenvektor wie für die Teilfläche des Querdruckbereiches. Damit ist auch die
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Neigung der Teilflächen im Übergangsbereich identisch, d. h. die Teilflächen ergänzen einander
ohne einen Knick an der Stelle τ⊥ = 0 und ergeben eine konvexe Versagensfläche.
In Abbildung 4.11 ist die Versagensfläche des Mehrflächenmodells mit den Kriterien (4.30) und
(4.29) als zweidimensionaler Schnitt in Abhängigkeit der Degradation ψ , die die Auswirkungen
der Verbundzonenschädigung d quantifiziert, schematisch dargestellt. Auf die Schädigungs-
modellierung wird im weiteren Verlauf dieses Kapitels näher eingegangen. Der Verlauf der
dreidimensionalen Versagensfläche ist rotationssymmetrisch um die Achse der Normalenrich-
tung, da die Verbundschubspannung parallel zur Kontaktebene als Resultierende der beiden
Koordinatenrichtungen in der Ebene ermittelt wird. Die Versagensfläche ist allseitig konvex und
für beliebige Spannungs-Deformations-Zustände in der Verbundzone stetig und stetig differen-
zierbar.
Bei einer dreidimensionalen Anisotropie in der Oberflächenprofilierung der Fasern, etwa durch
richtungsabhängiges Aufrauen der Oberfläche oder als Folge des Faserherstellungsprozesses,
ist die Bestimmung von Vorzugsrichtungen oder einer richtungsabhängigen maximalen Ver-
bundschubspannung sinnvoll. Dabei ist neben der Einführung richtungsabhängiger Verbund-
steifigkeitsmodule in Gleichung (4.27) auch eine Anpassung der Versagenskriterien (4.29) und
(4.30) hinsichtlich der Beanspruchbarkeit in Richtung der einzelnen Spannungsanteile erforder-
lich. Analog zur Unterscheidung von parallelen und senkrechten Verbundspannungen kann eine
weitere Trennung und Abminderung von parallelen Verbundschubspannungen entgegen der Vor-
zugsrichtung in den Versagenskriterien eingeführt werden. Dadurch verliert die Versagensfläche
des Verbundmodells ihre Rotationssymmetrie. Hinsichtlich des bisherigen Forschungsstandes
auf Basis experimenteller Untersuchungen wird jedoch im Rahmen dieser Arbeit auf eine weitere
Unterscheidung von Verbundschubspannungen verzichtet. Eine Verdrillung der Faser, d. h. eine
Relativverschiebung in der Kontaktebene senkrecht zur Auszugrichtung, ist bei einem geraden











Abbildung 4.11: Versagensfläche in Abhängigkeit der Degradation ψ(d) für einen ungeschädig-
ten (ψ = 1,0) und einen geschädigten Zustand (ψ = 0,5) als zweidimensionaler
Schnitt in der τ‖-τ⊥-Ebene
Nach der Plastizitätstheorie sind Spannungs-Deformations-Zustände außerhalb der Versagens-
fläche nach Abbildung 4.11 nicht zulässig. Derartige Überbeanspruchungen werden durch das
Generieren inelastischer Relativverschiebungen entsprechend einer Fließregel abgebaut. Auf-
grund des stetigen, knickfreien Verlaufes der Versagensfläche im Übergangsbereich ist keine
spezielle Formulierung der Fließregel bei verschwindenden Verbundnormalspannungen erforder-
lich. Je nach Vorzeichen der Verbundnormalspannungen ist nur ein Kriterium aktiv, sodass die
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Fließregel sich zu
δ̇ in = λ̇c ·
∂Qc
∂τ




vereinfacht. Darin entsprechen die Proportionalitätsfaktoren λc und λt dem LAGRANGE-Multi-
plikator der nichtlinearen Optimierung, der mithilfe der Konsistenzbedingung Ḟ = 0 und den als
KUHN-TUCKER-Bedingungen bekannten Einschränkungen, hier in allgemeiner Schreibweise,
λ̇ ≥ 0, F ≤ 0, λ̇F ≡ 0 (4.39)
definiert ist.
Bei auftretenden Querdruckspannungen muss zur Regulierung der Auswirkungen auf die Quer-
druckentwicklung eine nichtassoziierte Fließregel formuliert werden. Analog zum Verbundmo-
dell von LUNDGREN erfolgt die Anpassung der Potenzialfunktion ausschließlich durch den




∣∣+η(d) · τ⊥− τlim(d) mit D = {τ⊥ ∈ R | τ⊥ < 0} (4.40)
[Lun05]. LUNDGREN wählt für eine realistischere Querdruckentwicklung infolge der Relativ-
verschiebung bei geripptem Betonstahl eine Abminderung auf etwa 1/10, bei Simulationen mit
zyklischen Einwirkungen auf etwa 1/100, des angesetzten Reibkoeffizienten [Lun05]. Anders als
bei geripptem Betonstahl ist bei glattem Faser-Matrix-Verbund eine nur geringfügig ausgeprägte
Querdruckentwicklung zu erwarten. Das Abscheren der Mikroverzahnung und das Lösen von
Partikeln in der Verbundzone führen dabei zu einer Aufweitung der Verbundzone. Die Differenz
zwischen der gewollten und der durch die steife Betonmatrix zulässigen Dilatanz resultiert in
der Kontaktpressung. Komplexere Modellierungen der Dilatanzentwicklung in Analogie zu
überkonsolidierten Böden unter Scherbeanspruchung sind ebenfalls möglich und wurden im
Rahmen eines vereinfachten Verbundmodells angewendet, vgl. [LOE+19].
Analog dazu wird auch für die Potenzialfunktion für den Querzugbereich eine nichtassoziierte
Fließregel definiert, in der ebenfalls der Reibkoeffizient µ durch den Querdruckentwicklungsko-
effizienten η ersetzt wird, sodass die Potenzialfunktion






mit D = {τ⊥ ∈ R | τ⊥ ≥ 0}
(4.41)
lautet. Durch diese Modifikation ergibt sich im Übergangsbereich, d. h. bei verschwindenden
Verbundnormalspannungen, für beide Kriterien dieselbe Fließregel, vgl. Gleichungen (4.34)
und (4.37), wobei entsprechend dem Vorzeichen der Verbundnormalspannungen entweder der
plastische Multiplikator λt für den Querzugbereich oder die entsprechende Variable λc für den
Querdruckbereich anwächst. Die Diskretisierung und Zeitintegration dieser Materialgleichungen
wird im folgenden Kapitel hinsichtlich der Lösung des physikalisch nichtlinearen Anfangswert-
problems näher erläutert. Darin findet sich auch die Linearisierung dieser Funktionen wieder.
Zunächst werden die werkstoffspezifischen Entwicklungsgleichungen für das Verbundmodell
vorgestellt.
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Die auftretenden Spannungen im Rahmen der dreidimensionalen Verbundwirkung werden für
alle Spannungs-Deformations-Zustände durch einen infolge der beschriebenen Entwicklungs-
prozesse veränderlichen Grenzwert der Verbundkapazität kontrolliert. Die Verbundkapazität
τlim wird dabei entsprechend dem Entwicklungsprozess über die unterschiedlichen Verbund-
phasen abschnittsweise definiert und berücksichtigt die Degradation der Verbundzone. Die
maximale Verbundkapazität τmax spiegelt den Verlauf der Verbundfestigkeitsentwicklung ohne
Berücksichtigung der Degradation wider und ist abschnittsweise konstant oder linear.
Für die linear-elastische Phase des starren Verbundes (engl. rigid bond) wird die initiale Verbund-
festigkeit fr als konstanter Grenzwert gewählt. Analog dazu gilt im verschieblichen Verbund
(engl. sliding bond) nach lokaler Ablösung der Kontaktflächen die Verbundfestigkeit fs als
Grenzwert der aufnehmbaren Verbundspannungen, der als Verbundkapazität τlim in Verbindung
mit der zunehmenden Degradation der Verbundzone abnimmt. Die Elastizitätsgrenze ist durch
den Parameter sc = fr/Er definiert. Für den Übergangsbereich des lokalen Debondings wird ein
linearer Zusammenhang gewählt, der über einen als Modellparameter dd bezeichneten Grenzwert
der Schädigung im Rahmen des Ablösungsprozesses wird. Dieser Parameter ist bei experimen-
tellen Untersuchungen mit ausreichend hoher Auflösung der Messdaten aus der Beziehung
zwischen Auszugwiderstand und dem an der Faserspitze gemessenen Schlupf abschätzbar und
kann gegebenenfalls auch zu null gesetzt werden. Nähere Informationen zur Bestimmung der
Modellparameter sind Kapitel 6.2 zu entnehmen.
Mit Erreichen dieses Schädigungsbetrages dd gilt die lokale Ablösung der Kontaktflächen als
abgeschlossen und die Phase des verschieblichen Verbundes beginnt, vgl. Kapitel 3.1. Dabei
setzt der Prozess des Debondings ein Schädigungswachstum voraus, da für d = 0 die initiale
Verbundfestigkeit als konstanter Grenzwert der Verbundkapazität gilt. Eine Entlastung der Ver-
bundzone kann demzufolge den anfänglichen Adhäsionsverbund nicht wieder herstellen, sofern
die Ablösung der Kontaktflächen eingesetzt hat. Diese irreversible Änderung der Verbundkapazi-
tät wird daher in Abhängigkeit der Schädigung modelliert. Die maximale Verbundkapazität τmax






fr für d≤ 0
fr− ( fr− fs) · ddd für 0 < d≤ dd
fs für dd < d
(4.42)
definiert werden. Die folgende Abbildung 4.12 stellt schematisch die Entwicklung der maxi-
malen Verbundfestigkeit in Abhängigkeit der aufgebrachten Relativverschiebung parallel zur
Verbundebene dar. Deutlich zu erkennen ist die veränderte Verbundkapazität in den Phasen des
starren und verschieblichen Verbundes sowie den Übergangsbereich zwischen diesen Phasen.
Die maximale Verbundkapazität τmax fasst die querdruckunabhängigen Verbundmechanismen
Adhäsion, Mikroverzahnung und Mikro-Interlocking in Form einer Verbundfestigkeit zusammen.
Eine detaillierte, mikrophysikalisch begründete Unterscheidung der einzelnen Anteile der Ver-
bundfestigkeit nach den vorherrschenden Mechanismen ist für experimentelle Untersuchungen
nicht ableitbar, da die querdruckunabhängigen Verbundmechanismen Adhäsion, Mikroverzah-
nung und Mikro-Interlocking nicht separat erfasst werden können. Theoretische und semi-
empirische Modellierungsansätze für die einzelnen Verbundmechanismen sind der Literatur
zu entnehmen, vgl. z. B. [Ste13], [LOE+19]. Die Abbildung 4.12 zeigt beispielhaft weitere
mögliche Entwicklungsverläufe der Verbundkapazität τlim, die die Degradation in Abhängigkeit
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der Verbundzonenschädigung entsprechend Abbildung 4.13 berücksichtigen. Der Modellpara-
meter α skaliert dabei das Schädigungswachstum und somit implizit die Auswirkungen der










Abbildung 4.12: Entwicklung der Verbundkapazität τmax und τlim mit Berücksichtigung der
Degradation mit α1 < α2 entsprechend den Verbundphasen
Mit dieser abschnittsweisen Definition der maximalen Verbundkapazität τmax wird eine isotrope
Entfestigung des Verbundmaterials infolge der Ablösung der Kontaktoberflächen voneinander
induziert. Die Berücksichtigung des lokalen Degradationszustandes entlang der Verbundlänge
ergibt die lokale Verbundkapazität τlim(d) in Abhängigkeit der entfestigenden Verbundzonen-
schädigung d. Entsprechend den Versagenskriterien (4.29) und (4.30) beeinflussen darüber
hinaus auch querdruckabhängige Verbundmechanismen die ertragbare Verbundschubspannung.
Eine schematische Darstellung des so definierten Verbundgesetzes ist in Abbildung 4.14 am
Ende dieses Kapitels zu finden. Die Verbundkapazität ist durch die Berücksichtigung dieser
verschiedenartigen Einflüsse im Allgemeinen über die Verbundlänge veränderlich. Auch durch
die Wahl von streuenden Modellparametern kann die Verbundkapazität lokal modifiziert werden.
Da neben der Verbundkapazität τlim(d) aus der querdruckunabhängigen Verbundfestigkeit auch
der Reibkoeffizient µ(d) und der Querdruckentwicklungskoeffizient η(d) einer gleichartigen
Degradation infolge der Verbundzonenschädigung unterliegen, erweist sich die Definition einer
Degradationsfunktion ψ(d) in Abhängigkeit der Verbundzonenschädigung als zweckmäßig. So
können die Verbundkapazität, der Reibkoeffizient und der Querdruckentwicklungskoeffizient im
geschädigten Zustand als
τlim(d) = τmax(d) ·ψ(d) (4.43)
und
µ(d) = µmax ·ψ(d) (4.44)
sowie
η(d) = ηmax ·ψ(d) (4.45)
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geschrieben werden. Eine schematische Darstellung der Verbundkapazität in Abhängigkeit
der Degradation zeigt Abbildung 4.12. Die Degradationsfunktion ψ(d) reguliert die Auswir-
kungen eines Schädigungszustandes der Verbundzone hinsichtlich der Verbundwirkung. Mit
zunehmender Verbundzonenschädigung d verringert sich der Betrag des Degradationsbeiwertes
ψ als Abminderungsfaktor beginnend bei 1 in Richtung 0. Die einfachste Formulierung der
Degradationsfunktion wäre ein linearer Zusammenhang, wie beispielsweise
ψ(d) = 1−d. (4.46)
Aber auch nichtlineare funktionelle Zusammenhänge zur Beschreibung des mikrophysikalischen
Degradationsprozesses in der Verbundzone sind denkbar. Vergleichende Untersuchungen dazu
werden im weiteren Verlauf dieses Kapitels vorgestellt. Von wesentlicher Bedeutung ist dabei
die Entwicklung der Schädigung selbst.
Der Zuwachs der Verbundzonenschädigung d wird durch inelastische Relativverschiebungen
zwischen den Komponenten generiert. Weitere Einflussfaktoren, wie beispielsweise Temperatur-
änderungen oder Zwangsbeanspruchungen werden im Rahmen dieser Arbeit nicht berücksichtigt.
Weitere Schädigungsmechanismen sind vorstellbar, die einen Zuwachs der Verbundzonenschä-
digung infolge einer Kontaktpressung ohne Relativverschiebungen parallel zur Kontaktebene
bewirken. Diese Schädigungsmechanismen werden insbesondere im Bereich von luft- und
wassergefüllten Poren bei Betonstrukturen unter Druckbeanspruchungen beobachtet, vgl. z. B.
[TO19]. Da in der Literatur wiederholt vom sehr dichten Gefüge der ITZ ohne eine lokal signifi-
kant erhöhte Porosität berichtet wird, vgl. Kapitel 3.1, werden Schädigungseffekte dieser Art in
der Verbundzone im Rahmen dieser Arbeit vernachlässigt.
Der Schädigungszustand der Verbundzone wird mit der dimensionslosen Variablen d beschrieben,
die sich in Abhängigkeit der inelastischen Relativverschiebungsgeschwindigkeit parallel zur
Kontaktebene δ̇ in‖ , normiert auf den Faserumfang uf, richtungsunabhängig mit





entwickelt. Darin reguliert die Funktion des Schädigungsentwicklungspotenzials β (d) den als
nichtproportional erachteten Beitrag der Relativverschiebungen zum Schädigungszustand. Phä-
nomenologisch betrachtet nimmt die Bedeutung von zusätzlichen Relativverschiebungen mit
zunehmender Schädigung signifikant ab. Denn während zu Beginn des verschieblichen Verbundes
beispielsweise die vorhandene Mikroverzahnung abgeschert und somit ein erheblicher Anteil des
Verbundwiderstandes zerstört wird, bedeutet bei fein vermahlenen Partikeln im Faserkanal eine
weitere Reibung und Abrasion der Kontaktoberflächen nur einen geringen Schädigungszuwachs.
Eine reine Querzugbeanspruchung führt nach dieser Definition (4.47) der Verbundzonenschä-
digung nicht zu einer Schädigung, bewirkt aber bei Überschreitung der Haftzugfestigkeit die
irreversible Ablösung der Kontaktflächen. Diese Ablösung unter reinem Querzug resultiert
in einem abrupten Kontaktverlust. Eine Vernachlässigung von Relativverschiebungen in Nor-
malenrichtung bei der Beschreibung der Schädigungsevolution ist damit phänomenologisch
nachvollziehbar.
Mit Berücksichtigung eines konstanten Skalierungsfaktors α zur verbundqualitätsabhängigen Be-
oder Entschleunigung der Schädigungsentwicklung ist analog zur Beschreibung der Degradation
(4.46) ein linearer Zusammenhang zwischen dem Schädigungsentwicklungspotenzial und der
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Schädigung selbst mit
β (d) = α · (1−d) mit α > 0 (4.48)
denkbar. Während negative Werte für den Skalierungsfaktor nicht zulässig sind, wird für α = 0
die Entwicklung einer Verbundzonenschädigung und demzufolge einer Degradation unmöglich,
was das Materialmodell unabhängig von einer Schädigungsformulierung macht. Die Schä-
digungsentwicklung bei zunehmender Relativverschiebung gleicht mit α > 0 der Funktion
f (x) = x/(1+ x), welche mit einer exponentiell abnehmenden Steigung einen asymptotischen
Verlauf gegen den Grenzwert lim
x→∞
f (x) = 1 annimmt, vgl. Abbildung 4.13. Dieser Verlauf spie-
gelt einen kontinuierlichen, nichtproportionalen Schädigungszuwachs in der Verbundzone bei











Abbildung 4.13: Entwicklung der Verbundzonenschädigung d und Degradation ψ über die Rela-
tivverschiebung parallel zur Kontaktebene mit α1 < α2
Vorteilhaft bei dieser Formulierung der Schädigungsentwicklung ist die direkte Ermittlung des
aktuellen Schädigungszustandes mit der aktuellen Relativverschiebungsgeschwindigkeit. Mithil-
fe der Entwicklungsgleichungen (4.47) und (4.48) ist eine Abschätzung des Schädigungsbetrages
im Rahmen des Ablösungsprozesses möglich. Mit dem Ende der Ablösung erreicht die maxi-
male Verbundkapazität τmax(d) die Verbundfestigkeit fs des verschieblichen Verbundes, die im
Regelfall signifikant geringer ist als die initiale Verbundfestigkeit im starren Verbund. Durch die
Berücksichtigung der Degradation wird diese Verbundkapazität jedoch im Allgemeinen unter-
schritten, vgl. Abbildung 4.12. Sofern beispielsweise in experimentellen Untersuchungen die
inelastische Relativverschiebung sd zum Ende des Debondings bekannt ist, kann mit einfachen





der Schädigungsbetrag im Zuge des Debondings abgeschätzt werden. Als Eingangsparameter
definiert dieser Schädigungsbetrag den Verlauf des Ablösungsprozesses, abgebildet in der Ent-
wicklung der Verbundkapazität τmax nach Gleichung (4.42) sowie τlim nach Gleichung (4.43).
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Für die Berücksichtigung von Abweichungen von diesem gleichförmigen Verlauf etwa durch
ein lokales Verkeilen von Partikeln ist anstelle des linearen Zusammenhanges zwischen dem
Schädigungsentwicklungspotenzial und dem aktuellen Schädigungszustand eine nichtlineare
oder gar abschnittsweise definierte Beziehung zu wählen. Außerdem wäre eine Abhängigkeit
von der Verbundnormalspannung oder von der Relativverschiebung in Normalenrichtung vor-
stellbar, da bei hohem Querdruck eine größere Dissipationsenergie freigesetzt wird, als etwa
bei in Normalenrichtung spannungslosem Kontakt oder gar bei Querzug. Vergleichende nu-
merische Untersuchungen zur Formulierung der Schädigungsentwicklung und zur Wahl des
Skalierungsfaktors für verschiedene Verbundsituationen werden in weiteren Verlauf dieses Kapi-
tels vorgestellt. Nach der Verifizierung der Funktionalität des entwickelten Verbundmodells am
Ende dieses Kapitels, erfolgt in Kapitel 6.2 die Modellanpassung für die numerische Analyse
von speziellen Faserauszugproblemen.
Im Zusammenspiel ergeben die Versagenskriterien und die Schädigungsformulierung dieses
Materialmodells ein nichtlineares Verbundgesetz in Anlehnung an die linear-elastisch-abgetreppt-
ideal-plastische Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung, vgl. Abbildung 4.5. Dieses Verbundge-
setz beschreibt das phänomenologische, lokale Verbundverhalten mit den Verbundphasen des
starren und verschieblichen Verbundes sowie den wesentlichen Verbundmechanismen mit einfa-
chen, parametrisierten Zusammenhängen. Der Einfluss des Spannungs-Deformations-Zustandes
um die Verbundzone auf die dreidimensionale Verbundreaktion wird parameterreguliert erfasst
und die Belastungs- und Deformationsgeschichte mithilfe von elastischen und inelastischen
Verschiebungsanteilen und der Verbundzonenschädigung berücksichtigt. Nicht betrachtet wird im
Rahmen dieser Arbeit die Bedeutung von zeitabhängigen Entwicklungsprozessen. Die folgende
Abbildung 4.14 stellt schematisch den grundlegenden Verlauf des Verbundgesetzes über die








Abbildung 4.14: Verbundgesetz für das entwickelte Materialmodell als Schemazeichnung
Mit der Anpassung der Modellparameter erfolgt die Modifikation der grundlegenden Verbund-
spannungs-Schlupf-Beziehung zu einem auf veränderliche äußere Einflüsse reagierenden, lokalen
Verbundgesetz. Die zu wählenden Modellparameter sind
• der elastische Verbundsteifigkeitsmodul Er = fr/sc,
• die Verbundfestigkeit im starren Verbund fr,
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• die Verbundfestigkeit im verschieblichen Verbund fs,
• der Anisotropiebeiwert λ zur Charakterisierung der zweidimensionalen Verbundzonenan-
isotropie,
• der elastische Schlupf bis zum Beginn der lokalen Ablösung sc = fr/Er,
• die Schädigung infolge des Debondingprozesses dd,
• der Reibkoeffizient µ und der Querdruckentwicklungskoeffizient η sowie
• der positive Skalierungsfaktor α zur verbundqualitätsabhängigen Be- und Entschleunigung
der Schädigungsentwicklung.
Außerdem ist als geometrischer Modellparameter die Umfangslänge uf der Faser für die Nor-
mierung des Schädigungsbeitrages infolge der inelastischen Relativverschiebung parallel zur
Kontaktebene anzugeben.
4.2.2 Zeitliche Diskretisierung und Integration der Materialgleichungen
Die im vorangegangen Abschnitt vorgestellten Materialgleichungen beschreiben das Verbundver-
halten zwischen Faser und Matrix. Aufgrund der Unabhängigkeit der Entwicklungsfunktionen
von der Zeit selbst, was durch die Vernachlässigung von Viskosität und zeitabhängigen Prozes-
sen wie etwa Kriechen begründet ist, ist gleichermaßen auch eine differenzielle Formulierung
der Modellgleichungen möglich [DK98]. Die Integration der Werkstoffgleichungen über diese
nichtphysikalische Pseudozeit erlaubt eine inkrementelle Berechnung des Materialverhaltens.
Die Modellgleichungen für das Verbundverhalten werden allgemein als Anfangswertproblem
erster Ordnung
ż = F(t,z(t)) (4.50)
mit dem Anfangswert
z(ti) = zi (4.51)
im Zeitintervall [ti; ti+1], der als Endwert des vorangegangenen Intervalls [ti−1; ti] bekannt ist,
formuliert [DK98]. Der Verlauf der zeitveränderlichen Zustandsgrößen z(t) ergibt sich durch die
Lösung des Anfangswertproblems durch Integration im Zeitintervall als
z(t) = zi +
ti+1∫
ti




[DK98]. Die numerischen Methoden zur Lösung der gewöhnlichen Differenzialgleichung (4.50)
lassen sich entsprechend der Anzahl der benötigten bekannten Zeitschritte als Einschritt- oder
Mehrschrittverfahren klassifizieren [DK98]. Dabei weisen Einschrittverfahren durch die Unab-
hängigkeit des zu berechnenden Zeitschrittes von vorangegangenen Zeitschritten den Vorteil auf,
dass zur Verbesserung von Effizienz und Genauigkeit eine an definierte Bedingungen gekoppelte
adaptive Schrittweitensteuerung verwendet werden kann. Häufig verwendete Zeitintegrationsver-
fahren gehören der Familie der RUNGE-KUTTA-Verfahren, z. B. das explizite EULER-CAUCHY-
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Verfahren oder das implizite EULER-Rückwärts-Verfahren, oder der „Methode der gewichteten
Residuen“, z. B. das Punkt-Kollokations-Verfahren oder das GALERKIN-Verfahren, an, vgl. z. B.
[DK98], [Par03], [ZFT14].
Im Rahmen dieser Arbeit wird das implizite EULER-Verfahren verwendet, wobei der Verlauf der




F(t,z(t)) dt = ∆ t ·F(ti+1,zi+1)+ ε (4.53)
mit der Intervallänge
∆ t = ti+1− ti (4.54)
und dem Approximationsfehler ε auf die inkrementelle Näherungslösung
z̄i+1 = z̄i +∆ t ·F(ti+1,z̄i+1) (4.55)
führt, die bereits einen näherungsweise ermittelten Anfangswert z̄i enthält [DK98]. Dieses
Vorgehen entspricht einem Punkt-Kollokations-Verfahren mit linearen Zeitansätzen und der
Kollokationsstelle ξ = 1, vgl. [DK98]. Der so entstandene inhärente Approximationsfehler
akkumuliert sich über die Zeit zu einem globalen Verfahrensfehler, der mit kleiner werdenden
Zeitschritten zunehmen kann [DK98].
Mit den beschriebenen impliziten Integrationsregeln muss das nichtlineare Gleichungssystem
des Anfangswertproblems in jedem Zeitinkrement ∆ t gelöst werden. Im Zusammenhang mit der
Plastizitätstheorie, die eine Aufteilung der Dehnungen in elastische und inelastische Dehnungsan-
teile vorsieht, wird häufig das Prädiktor-Korrektor-Verfahren (auch als radiale Rückkehrmethode
(engl. radial return method) bekannt) eingesetzt, das eine effiziente Behandlung des Integrations-
problems in nur zwei Rechenschritten ermöglicht [Par03]. In einem ersten Prädiktorschritt wird
ausgehend von einem ausiterierten Spannungs-Deformations-Zustand elastisches Materialverhal-
ten angenommen und aus dem einem Zeitinkrement ∆ t zugeordneten Deformationsinkrement
ein elastischer Testzustand (engl. trial state) ermittelt [Par03]. Die Überprüfung der Einhal-
tung definierter Fließkriterien leitet die gegebenenfalls notwendige Korrektur des Spannungs-
Deformations-Zustandes ein. In einem zweiten Korrektorschritt wird der vorab geschätzte Span-
nungszustand zum Beispiel durch eine orthogonale Projektion des Spannungszustandes auf die
Fließfläche (engl. closest-point-projection), wobei der Abstand zur Fließfläche minimiert wird,
korrigiert [DK98], [Par03].
Für die Anwendung dieser Projektionsmethode ist die Konvexität der Fließfläche in jedem Punkt
Voraussetzung [Par03]. Mithilfe der Fließregel wird die Projektionsrichtung an jedem beliebigen
Prädiktorspannungspunkt außerhalb der Fließfläche ermittelt. Als Nebenbedingung wird dabei
die Einhaltung der Fließbedingung nach dem Korrektorschritt gefordert [DK98].
Im Folgenden werden die Bilanzgleichungen und ihre Linearisierung zur iterativen Lösung
des nichtlinearen Gleichungssystems mit dem NEWTON-RAPHSON-Verfahren in Residuum-
Schreibweise für das entwickelte Materialmodell vorgestellt. Die Verschiebungsbilanz als erstes
Residuum spiegelt die Aufteilung der elastischen und inelastischen Relativverschiebungsanteile
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analog zu Gleichung (4.28) wider und wird innerhalb der Iteration wiederholt mit der Gleichung
rδ = δit−δ elit −δ init = 0 (4.56)
bestimmt. Dabei ergeben sich die dreidimensionalen, elastischen Verschiebungsanteile δ elit inner-
halb der Iteration mithilfe des HOOKE’schen Gesetzes (4.27) aus der elastischen Nachgiebigkeit
E−1r und den aktuellen Verbundspannungen τit mit
δ elit = E
−1
r · τit, (4.57)
während die inelastischen Verschiebungsanteile entsprechend der verallgemeinerten Fließregel
nach KOITER nach der Zeitintegration additiv zu













berechnet werden können. Die plastischen Multiplikatoren λc und λt betragen am Zeitschrittende
λc = λ0,c +∆λc und λt = λ0,t +∆λt (4.59)
mit
∆λc = λ̇c ·∆ t und ∆λt = λ̇t ·∆ t (4.60)
für einen linearen Zeitansatz [Par03], [DK98]. Die Integration der Schädigungsentwicklungs-
gleichung (4.47) im Zeitintervall führt auf die inkrementelle Formulierung
dit = d0 +∆dit (4.61)
mit dem inkrementellen Schädigungszuwachs















entsprechend Gleichung (4.58). Die zweite Residuumsgleichung repräsentiert die Schädigungs-
entwicklung
rd = dit−d0−∆dit = 0 (4.64)
und ist zum Ende des Korrektorschrittes zu erfüllen.
Als weitere Residuen müssen die Versagenskriterien entsprechend der essenziellen Nebenbe-
dingung im Korrektorschritt erfüllt werden. Bei Mehrflächenplastizität bietet sich die Ein- und
Ausschaltung der aktiven Fließflächen mithilfe der Faktoren kFt und kFc an. Entsprechend den
Definitionsbereichen der Kriterien (4.30) und (4.29) ist immer nur eine der beiden Fließflä-
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chen aktiv, sodass der Übergangsbereich zwischen den Versagenskriterien bei verschwindender
Verbundnormalspannung keine gesonderte Regelung erfordert.
Zusätzlich zur Einhaltung der aktiven Versagensbedingung muss der Zuwachs der plastischen
Multiplikatoren λt und λc mithilfe der Faktoren kontrolliert werden, sodass bei deaktiviertem
Versagenskriterium im Querdruck- oder -zugbereich kein Zuwachs des entsprechenden Multipli-
kators auftreten kann [Cra16]. Das Residuum für das Versagenskriterium im Querdruckbereich
lautet somit
rFc = kFc ·Fc +(1− kFc) ·∆λc,it = 0 (4.65)
und analog dazu wird das Residuum für das Versagenskriterium im Querzugbereich als
rFt = kFt ·Ft +(1− kFt) ·∆λt,it = 0 (4.66)
formuliert.
Die Zustandsvariablen, die als Freiwerte innerhalb des iterativen Lösungsalgorithmus zu bestim-
men sind, lauten zusammengefasst als Vektor v
vit =
[
τ it, dit, λc,it, λt,it
]T
, (4.67)
wobei τ it die aktuelle dreidimensionale Verbundspannung in Vektorschreibweise getrennt nach
den lokalen Koordinatenrichtungen in der Verbundzone beschreibt. Nach diesen Zustandsvaria-
blen werden die Residuen für die konsistente Linearisierung des Gleichungssystems im aktuellen
Zeitinkrement variiert. Die resultierende Tangentenmatrix ist quadratisch und beschreibt den
Gradienten innerhalb des Produktalgorithmus auf Basis der Trennung des elastischen und des
inelastischen Teilproblems [Par03].
Da die Aktualisierung der Zustandsvariablen eine Anpassung der Versagenskriterien (4.30) und




·dv = 0 (4.68)
iterativ gelöst werden, bis sowohl das Residuum r, als auch die Änderung der Zustandsvaria-
blen dv verschwinden. Im Rahmen dieser Arbeit wird das inkrementell-iterative NEWTON-
RAPHSON-Verfahren verwendet, das sich gegenüber anderen Lösungsverfahren vor allem durch
seine quadratische Konvergenz auszeichnet. Dabei ist es vergleichsweise rechenintensiv, da in
jedem Iterationsschritt das Residuum und die konsistent linearisierte Materialtangente mit den
aktualisierten Zustandsvariablen neu berechnet werden müssen.
Grundidee des Verfahrens ist die iterative Annäherung des nichtlinearen Zusammenhanges
durch eine TAYLOR-Reihe unter Vernachlässigung von Reihengliedern zweiter und höherer
Ordnung, wobei die Lösung eines Iterationsschrittes F(xi) näherungsweise der Lösung des
vorangegangenen Iterationsschrittes F(xi−1) zuzüglich einer linearen Abschätzung über die
aktuelle Iterationsschrittlänge ∆xi mithilfe der Tangente an die Stelle der letzten bekannten
Lösung entspricht, vgl. Abbildung 4.15. So kann die Näherungslösung für jeden Iterationsschritt









bestimmt werden. Die Anwendung dieses Näherungsverfahrens ist auf nichtlineare Zusammen-
hänge begrenzt, die in ihrem Verlauf stetig und stetig differenzierbar sind und deren Tangente
eine Steigung dFdx 6= 0 aufweist.
Die Änderung der Zustandsvariablen ∆vi = vi − vi−1 je Iterationsschritt wird mithilfe der






∆vi = [K(vi−1)]−1 · ri−1 (4.71)
berechnet. Die Genauigkeit der Näherungslösung vi wird mithilfe der Definition von Kriterien










definiert, das einen Absolutwert der euklidischen Norm über die aktuellen Änderung der Zu-
standsvariablen dv bezogen auf ihren aktuellen Gesamtwert v kleiner als den gesetzten Grenzwert
ε = 10−8 fordert. Durch diese Normierung der inkrementellen Zustandsgrößen wird eine un-
terschiedliche Größenordnung der Zustandsvariablen berücksichtigt. Darüber hinaus wird eine
maximale Iterationszahl von nmax = 20 definiert, die die Iteration innerhalb des in Abbildung
4.15 schematisch veranschaulichte NEWTON-RAPHSON-Verfahrens beendet, wenn diese kein
konvergierendes Lösungsverhalten zeigt.









Abbildung 4.15: Schematische Darstellung des inkrementell-iterativen NEWTON-RAPHSON-
Verfahrens für ein Zeit- beziehungsweise Lastinkrement
Zuzüglich zu dem inhärenten Verfahrensfehler als akkumulierten Approximationsfehler im
Rahmen der lokalen Zeitintegration führt auch die zulässige Abweichung ε in der Genauigkeit
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der Näherungslösung durch das Abbruchkriterium (4.72) des NEWTON-RAPHSON-Verfahrens
zu Diskrepanzen zwischen der exakten Lösung und der numerischen Näherungslösung.
Die konsistente Materialtangente wird in jedem Iterationsschritt auf Basis der aktuellen Zustands-

























































worin die inkrementellen Änderungen der Zustandsgrößen im Iterationsschritt unbekannt sind.
Um mehrdimensionale Zustandsvariablen von eindimensionalen zu unterscheiden, werden vekto-
rielle Ausdrücke, i. e. die Ableitungen nach den Verbundspannungen, durch das fett gedruckte τ it
angedeutet. Die Einordnung der partiellen Ableitungen in die Tangentenmatrix erfolgt entspre-
chend dem jeweiligen Residuum entweder als aufrechter oder liegender Vektor. Entsprechend
der Formulierung der Versagenskriteren (4.29) und (4.30) wird im Folgenden die vereinfachende
zweidimensionale Modellformulierung erläutert. Hinweise zur dreidimensionalen Formulierung
folgen daran anschließend.













wobei Fel die Nachgiebigkeitsmatrix als Inverse der Elastizitätsmatrix aus dem Prädiktorschritt ist.





verschwindet, ergibt sich für den Querzugbereich gemäß der Potenzialfunktion Qt nach (4.41)












Da beide Potenzialfunktionen abhängig von der aktuellen Verbundzonenschädigung dit, verbleibt
als partielle Ableitung der Verschiebungsbilanz (4.56) nach der Verbundzonenschädigung das





































in die Tangentenmatrix eingeht. Dabei kann aufgrund der getrennten Formulierung der Residuen
für die Versagenskriterien an dieser Stelle vernachlässigt werden, dass das inelastische Verschie-
bungsinkrement sich nur aus einem Anteil der additiven Fließregel nach (4.58) ergibt und somit
nicht beide Anteile gleichzeitig als partielle Ableitung in der konsistenten Tangentenmatrix
auftreten. Dieses exklusive Auftreten wird durch die Forderung, dass nur einer der plastischen
Multiplikatoren λc,it und λt,it anwachsen kann, während der andere im gesamten Zeitschritt
konstant bleibt, implizit sichergestellt.
Die materialspezifische partielle Ableitung des Querdruckentwicklungsbeiwertes η gemäß











ergibt. Die Verbundkapazität τlim(d) nach Gleichung (4.43) wird in Analogie dazu bei Berück-


















0 für d≤ 0
−( fr− fs) · 1dd für 0 < d≤ dd
0 für dd < d
(4.83)
enthalten.
Analog dazu gehen ebenfalls die partiellen Ableitungen der Verschiebungsbilanz (4.56) mit
additiver Fließregel gemäß (4.58) nach den plastischen Multiplikatoren in die Tangentenmatrix








4.2 Materialmodell zur Beschreibung des Verbundverhaltens 97



























Die Entwicklung der Verbundzonenschädigung wird durch zusätzliche inelastische Verschie-
bungsinkremente parallel zur Kontaktebene gemäß Gleichung (4.62) mit (4.63) induziert. Dem-
nach ist das zweite Residuum, i. e. die Schädigung nach Gleichung (4.64), neben der Abhän-
gigkeit von der Verbundzonenschädigung selbst auch bestimmt durch den Spannungszustand
und den Zuwachs der plastischen Multiplikatoren. Die partielle Ableitung der Schädigung (4.64)
nach den Verbundspannungen kann mit additiver Zusammensetzung der Fließregel gemäß (4.58)
formuliert werden, da der Zuwachs der plastischen Multiplikatoren nicht für beide Versagenskri-




















unter Berücksichtigung des entsprechenden Anteiles der zweiten partiellen Ableitung der Poten-
zialfunktionen Qc nach Gleichung (4.40) und Qt nach Gleichung (4.41) nach den Verbundspan-







∣∣∣ das Vorzeichen des inelastischen Schlupfes meint, welches
im Allgemeinen dem Vorzeichen der inkrementellen Relativverschiebung im aktuellen Last-
schritt entspricht. Zur Vermeidung von mathematisch ungültigen Aussagen kann insbesondere
im ersten Iterationsschritt, wenn noch kein inelastisches Verschiebungsinkrement vorliegt, auf
diese alternative Bestimmung des Vorzeichens zurückgegriffen werden.
Die partielle Ableitung der Schädigungsbilanz (4.64) nach der Verbundzonenschädigung selbst
























mit den partiellen Ableitungen der Potenzialfunktionen wie in den Gleichungen (4.78) und
(4.79) angegeben und dem inelastischen Verschiebungsinkrement nach (4.63). Die partielle
Ableitung der Schädigungsentwicklungsfunktion (4.48) nach der Verbundzonenschädigung ist
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Die partiellen Ableitungen der Schädigungsbilanz (4.64) nach den plastischen Multiplikatoren
























für den Querzugbereich, welche aufgrund des exklusiven Auftretens eines Zuwachses der
plastischen Multiplikatoren zeitgleich in die Tangentenmatrix eingehen können.
Das Residuum (4.65) für das Versagenskriterium im Querzugbereich verwendet den Faktor kFc ,
der den inkrementellen Zuwachs des plastischen Multiplikators λc,it reguliert. In den partiellen
Ableitungen des Residuums nach den Zustandsvariablen muss dieser Faktor berücksichtigt
werden, sodass eine Beeinflussung der gesamten Zeile in der Tangentenmatrix erreicht wird. Die







und enthält die partielle Ableitung des Versagenskriteriums Fc gemäß (4.29) nach dem aktuellen
Spannungszustand, welche dem Normalenvektor auf der Versagensfläche entspricht und bereits
in Gleichung (4.34) angegeben ist.
Analog dazu enthält das Residuum (4.66) für das Versagenskriterium im Querzugbereich den







erhalten bleibt. Auch die hier benötigte Ableitung des Versagenskriteriums Ft gemäß (4.30) für
den Querzugbereich stellt den Normalenvektor auf die Versagensfläche dar und ist mit Gleichung
(4.35) bekannt.
Da beide Versagenskriterien auch von der Verbundzonenschädigung selbst abhängig sind, können
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bestimmt werden. Für den Querdruckbereich folgt die partielle Ableitung des Versagenskriteri-










wobei die Ableitung des Reibkoeffizienten nach der Schädigung analog zu Gleichung (4.80) mit







folgt und die Ableitung der Verbundkapazität in Gleichung (4.43) angegeben ist. Mit dieser
Gleichung (4.98) kann die partielle Ableitung des Versagenskriteriums für den Querzugbereich



















Als letzte Einträge in die Tangentenmatrix folgen die partiellen Ableitungen der Residuen für
die Versagenskriterien nach den beiden plastischen Multiplikatoren λc,it und λt,it. Mit
∂ rFc
∂λc,it




= 1− kFt (4.101)
wird das exklusive Anwachsen der Multiplikatoren sichergestellt, während die Ableitungen nach









Anders als Mehrflächenplastizitätsmodelle mit zueinander geneigten Teilflächen wie beispiels-
weise das Betonmodell nach DRUCKER-PRAGER mit dem Hauptspannungskriterium nach
RANKINE, dessen mehrstufige numerische Umsetzung mit additiver Fließregel im Übergangs-
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bereich bei zwei aktivierten Versagenskriterien z. B. von CRAMER gezeigt wird, vgl. [Cra16],
enthält dieses Materialmodell für den Verbund keine Neigungsänderung der Versagensfläche im
Übergangsbereich. Der stetige Übergang zwischen den Teilflächen der einzelnen Versagenskrite-
rien erfordert dennoch eine genaue Betrachtung der Rückprojektion von Spannungszuständen
auf die Versagensfläche im Übergangsbereich. Da eine Rückprojektion der unzulässigen Test-
spannungszustände auf die geneigte Versagensfläche bei geringen Querzugspannungen nicht
mithilfe der Fließregel zum Versagenskriterium im Querzugbereich erfolgen kann, führt die
hier gewählte exklusive Aktivierung von nur einem Versagenskriterium unter Umständen zu
Spannungszuständen, für die nicht beide Versagensbedingungen verschwinden. In diesem Fall
ist nach Prüfung der Versagenskriterien eine zweite Chance für den Korrektorschritt vorgesehen,
bei der für geringe Querzugspannungen die Prüfung der Versagenskriterien die Aktivierung
der Versagensfläche im Querdruckbereich ergibt. Erst der daraus zurück projizierte, zulässige
Spannungszustand auf der Versagensfläche liegt dann geringfügig im Querdruckbereich. Die
Definition der Versagensflächen entsprechend den Gleichungen (4.29) und (4.30) bleibt dabei
unangetastet.
Im Folgenden wird zunächst auf das lokale Konvergenzverhalten sowie mögliche Modifikationen
des Modells zur Verbesserung der Leistungsfähigkeit und Effizienz eingegangen. Anschlie-
ßend wird die numerische Umsetzung im dreidimensionalen Spannungsraum gezeigt, bevor das
Verhalten des Materialmodells hinsichtlich eines kontinuierlichen Zuwachses an Relativverschie-
bungen parallel zur Kontaktebene sowie hinsichtlich einzelner Be- und Entlastungsvorgänge an
verschiedenen beispielhaften Parametersätzen gezeigt wird.
4.2.3 Lokales Konvergenzverhalten
Der iterative Korrektorschritt erfolgt im Rahmen dieser Arbeit mit dem NEWTON-RAPHSON-Ver-
fahren, dessen Konvergenzverhalten maßgeblich von Grad und Ausprägung der Nichtlinearität
des Gleichungssystems abhängt. Da das entwickelte Materialmodell ein Mehrflächenplastizi-
tätsmodell mit zwei unabhängigen Versagenskriterien darstellt, sind bei der Betrachtung des
Konvergenzverhaltens die verschiedenen Bereiche des Modells zu unterscheiden. Diese sind
• der Querdruckbereich mit aktivem Versagenskriterium Fc und
• der Querzugbereich mit aktivem Versagenskriterium Ft.
Im Übergangsbereich zwischen den Teilflächen des Modells ist, wie bereits im vorigen Kapitel
erläutert, bei erfolgreicher Konvergenz im Querzugbereich eines Zustandes, der jedoch nicht
beide Versagenskriterien erfüllt, eine zweite Chance vorgesehen. Dabei erfolgt trotz positiver Ver-
bundnormalspannung zu Beginn der Iteration die Rückprojektion des Spannungspunktes auf die
Versagensfläche im Querdruckbereich. Das Konvergenzverhalten beider Berechnungsvorgänge
entspricht dem Konvergenzverhalten der jeweiligen Modellbereiche.
Zur Visualisierung des Konvergenzverhaltens innerhalb des lokalen Iterationsverfahrens wird
beispielhaft ein Parametersatz (VM1) für das Materialmodell der Verbundzone definiert, vgl.
Tabelle 4.1. Als Ausgangszustand für einen neuen Spannungs-Deformations-Zustand wird ein
elastischer Zustand ohne Degradation gewählt, da insbesondere mit einsetzender Schädigung eine
signifikante, nichtlineare Verringerung der Verbundkapazität auftritt und das Konvergenzverhal-
ten beeinflusst. Zum Vergleich wird in einer Variante (VM1∗) die Möglichkeit der Entwicklung
einer Verbundzonenschädigung mit dem Parameter α = 0 eliminiert, sodass ausschließlich
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das elasto-plastische Materialverhalten des Verbundmodells ohne die Schädigungs- und Ent-
wicklungsprozesse des Debondings und der Degradation abgebildet wird. Als Startpunkt für
die NEWTON-RAPHSON-Iteration wird ein unzulässiger Spannungs-Deformations-Zustand mit
vergleichsweise großer Entfernung zur Versagensfläche gewählt. Im Folgenden werden die drei
genannten Modellbereiche nacheinander untersucht.
Tabelle 4.1: Parametersatz VM1 für das Materialmodell der Verbundzone
Parameter Symbol Einheit VM1
Verbundsteifigkeitsmodul Er N/mm3 1000,0
Verbundfestigkeit (starrer Verbund) fr N/mm2 10,0
Verbundfestigkeit (versch. Verbund) fs N/mm2 8,0
Anisotropiebeiwert ( f⊥/ f‖) λ − 0,8
Schädigung infolge Debonding dd − 0,1
Reibkoeffizient µ − 0,15
Querdruckentwicklungskoeffizient η − 0,001
Schädigungswachstumsfaktor α − 0,5*
Faserumfangslänge+ uf mm 0,4π
* in Variante VM1∗: α = 0
+ mit Faserdurchmesser df = 0,2mm
Das Materialmodell ist im Querdruckbereich durch ein im Hinblick auf die Abhängigkeit vom
aktuellen Spannungszustand lineares Versagenskriterium und eine lineare Potenzialfunktion
definiert, deren Ableitungen spannungsunabhängig und damit konstant sind. Bei Vernachläs-
sigung der Schädigung entspricht die Näherungslösung des NEWTON-RAPHSON-Verfahrens
bereits im ersten Iterationsschritt, d. h. mit der ersten Rückprojektion des Spannungspunktes auf
die Versagensfläche, dem endgültigen Spannungszustand. Ein zweiter Iterationsschritt bestätigt
daraufhin das Ergebnis und erfüllt das Konvergenzkriterium (4.72), das als Abbruchkriterium
die Iteration beendet.
Die Berücksichtigung der an die inelastische Relativverschiebung gekoppelten Verbundzo-
nenschädigung erhöht die Anzahl benötigter Iterationsschritte dadurch, dass erst im zweiten
Iterationsschritt eine Rückprojektion auf die infolge der Schädigung verkleinerte Versagensfläche
erfolgen kann. Die Verbundzonenschädigung liefert mit der Abminderung der Verbundkapa-
zität sowie der Materialparameter für die Reibung für das zu lösende Gleichungssystem eine
zusätzliche, nichtlineare Abhängigkeit zwischen Spannungs- und Deformationszustand.
Die vorstehende Abbildung 4.16 zeigt das Konvergenzverhalten des Materialmodells für den
Querdruckbereich sowohl ohne als auch mit Berücksichtigung der Verbundzonenschädigung.
Dazu wird die im Rahmen des Konvergenzkriteriums (4.72) überprüfte euklidische Norm des
Lösungsvektors dv bezogen auf den Vektor der Zustandsgrößen v als über die Anzahl der benö-
tigten Iterationen im Korrektorschritt dargestellt, vgl. Abbildung 4.16, links. Zum Vergleich ist in
Abbildung 4.16, rechts, der Verlauf der euklidischen Norm des Lösungsvektors dv dargestellt. In
beiden Diagrammen sind zur besseren Vergleichbarkeit des Konvergenzverhaltens die jeweilige
Norm bezogen auf ihren maximalen Betrag dargestellt.
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Abbildung 4.16: Lokales Konvergenzverhalten des Materialmodells im Querdruckbereich mit
den Parametersätzen VM1 und VM1∗
Im Querzugbereich verläuft die Versagensfläche der nichtlinearen Versagensbedingung stark
gekrümmt. Da die partiellen Ableitungen der Versagensbedingung sowie auch der Potenzial-
funktion vom aktuellen Spannungszustand abhängen, ist eine Rückprojektion des unzulässigen
Spannungspunktes genau auf die Versagensfläche im ersten Iterationsschritt nicht möglich.
Stattdessen erfolgt eine schrittweise Annäherung des Spannungspunktes an den konvergierten
Zustand. Dementsprechend benötigt die NEWTON-RAPHSON-Iteration im Querzugbereich erheb-
lich mehr Iterationsschritte als im Querdruckbereich, konvergiert aber zuverlässig. Die folgende
Abbildung 4.17 zeigt das Konvergenzverhalten des Materialmodells im Querzugbereich mit und
ohne die Berücksichtigung der Verbundzonenschädigung in Analogie zu Abbildung 4.16.





























Abbildung 4.17: Lokales Konvergenzverhalten des Materialmodells im Querzugbereich mit den
Parametersätzen VM1 und VM1∗
Der Einfluss der Schädigungsentwicklung auf das Konvergenzverhalten ist insgesamt von unter-
geordneter Bedeutung. Lediglich ein bis zwei zusätzliche Iterationsschritte werden im Vergleich
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zur schädigungsfreien Iteration bis zum Erfüllen des Konvergenzkriteriums benötigt. Die Dia-
gramme in den Abbildungen 4.16 und 4.17 zeigen außerdem keine signifikanten Abweichungen
im Verlauf der Iteration. Deutlich wird hingegen in Abbildung 4.17 der Unterschied zwischen
der nach Gleichung (4.72) gewählten Konvergenzabfrage und der Norm des Lösungsvektors
dv. Die Größenordnung der einzelnen Zustandsvariablen unterscheidet sich offenbar signifikant,
sodass eine Normierung der Inkremente auf ihre Gesamtwerte wie im gewählten Konvergenzkri-
terium (4.72) als sinnvoll erachtet wird. Dabei besteht allerdings die Gefahr, dass numerischen
Ungenauigkeiten eine vergleichsweise hohe Bedeutung beigemessen wird, d. h. dass minimale
Änderungen im Bereich der Nachkommastellen bei Beträgen um null die Konvergenz unter Um-
ständen verhindern. Um dieser Problemstellung entgegenzuwirken, werden bei der wiederholten
Berechnung der Tangentenmatrix alle Anteile aus numerischen Ungenauigkeiten eliminiert,
die entsprechend der Deaktivierung eines Versagenskriteriums ohnehin verschwinden sollten.
Insgesamt zeigt das entwickelte Materialmodell für die Verbundzone auch bei stark ausgeprägter
Nichtlinearität und vergleichsweise großem Abstand zwischen Startwert und Endwert ein gutes
Konvergenzverhalten.
4.2.4 Numerische Umsetzung im dreidimensionalen Spannungsraum
Für die dreidimensionale Formulierung des Materialmodells der Verbundzone sind geringfügige
Modifikationen an den Modellgleichungen vorzunehmen. Als lokale Koordinaten des Inter-
face-Elementes werden zwei zueinander orthogonale Richtungen in der Ebene und eine dazu
senkrechte Normalenrichtung definiert, vgl. Kapitel 5.2.











angeschrieben werden. Sie sind entsprechend Gleichung (4.27) im elastischen Prädiktorschritt
über die dreidimensionale, elastische Materialtangente Cel mit
τ = Cel ·δ (4.106)









ermittelt wird. Dabei sind im Bezug auf den Faserauszugversuch die tangentiale Umfangsrich-
tung s und Auszugsrichtung t als ebene, zueinander orthogonale Flächenkoordinatenrichtungen
definiert, während die Dickenrichtung als normale Koordinatenrichtung (n =⊥) bezeichnet
wird und orthogonal zur Ebene und damit senkrecht zu den übrigen Koordinatenrichtungen
definiert ist, vgl. Kapitel 5.2. Die Verbundschubspannung parallel zur Kontaktebene ergibt sich
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τ2s + τ2t (4.108)
und nimmt in dieser Schreibweise stets einen positiven Betrag an. Die Versagenskriterien (4.29)
und (4.30) müssen daher anhand dieser Formulierung modifiziert werden sowie entsprechend
die dazugehörigen Potenzialfunktionen und alle partiellen Ableitungen. Im Folgenden werden
diejenigen Gleichungen aus dem vorangegangenen Kapitel erneut angegeben, für die sich durch
die explizite Berechnung der Verbundschubspannungen Änderungen ergeben.
Das modifizierte Versagenskriterium für den Querdruckbereich, vgl. Gleichung (4.29),
Fc =
√
τ2s + τ2t +µ(d) · τn− τlim(d) = 0 mit D = {τn ∈ R | τn < 0} (4.109)











vgl. Gleichung (4.34). Analog dazu ist auch die partielle Ableitung der Potenzialfunktion Qc
nach Gleichung (4.40), die in modifizierter Schreibweise als
Qc =
√
τ2s + τ2t +η(d) · τn− τlim(d) (4.111)












Demgegenüber ergibt die zweite partielle Ableitung der Potenzialfunktion nach den Verbundspan-
nungen aufgrund der Überführung in den dreidimensionalen Spannungsraum keine Nullmatrix


























die partiellen Ableitung der Wurzelfunktion für die resultierende Verbundschubspannung. Die
partielle Ableitung der Potenzialfunktion nach der aktuellen Verbundzonenschädigung wird nur








nur ein Eintrag in Normalenrichtung vorhanden ist.
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Das modifizierte Versagenskriterium im Querzugbereich, vgl. Gleichung (4.30) in der dreidimen-
sionalen Formulierung






mit D = {τn ∈ R | τn ≥ 0}
(4.115)












Analog dazu ist auch die Potenzialfunktion Qt gegenüber der ursprünglichen Formulierung in
(4.41) leicht verändert als
Qt = τ2s + τ
2


































Die dreidimensionale Erweiterung der partiellen Ableitung der Potenzialfunktion nach den















Neben den Versagenskriterien muss auch die Schädigungsentwicklungsgleichung für die dreidi-
mensionale Formulierung modifiziert werden. Analog zur Verbundschubspannung nach (4.108)
kann der resultierende Anteil der inelastischen Relativverschiebungen in der Kontaktebene
ermittelt werden. Für die Schädigungsentwicklung von Interesse sind die inelastischen Verschie-











berechnet werden. Die Anteile der zusätzlichen inelastischen Relativverschiebung im aktuel-
len Zeitschritt werden dabei entsprechend den lokalen Koordinatenrichtungen des Interface-
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bestimmt. Mit der exklusiven Forderung im Rahmen der nichtlinearen Berechnung des Korrek-
torschrittes, dass nur jeweils eines der Versagenskriterien aktiv sein kann, vereinfacht sich die













wobei der Platzhalter x durch den Index des entsprechenden aktiven Versagenskriteriums zu
ersetzen ist. Die modifizierte partielle Ableitung der Schädigungsbilanz (4.64) nach den Ver-
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Da der Zuwachs des plastischen Multiplikators ∆λc,it oder ∆λt,it im aktuellen Zeitschritt ver-
schwindet, dann die beschriebene Formulierung der partiellen Ableitung additiv für beide Versa-
genskriterien zusammengefügt werden, ohne eine Interaktion der Anteile zu berücksichtigen, die
bei konsequenter Ableitung der additiven Fließregel entstehen würde.
Analog zur ursprünglichen Formulierung der partiellen Ableitungen der Schädigungsbilanz nach


































dabei zeitgleich in die Tangentenmatrix ein.
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Die Formulierung des Verbundzonenelementes, das diese Modifikationen des Materialmodells
erfordert, wird in Kapitel 5 vorgestellt. Numerische Analysen des Faserauszugproblems mit der
dreidimensionalen Finite-Elemente-Methode und dem entwickelten Materialmodell werden in
Kapitel 6.2 ausgewertet.
4.3 Wesentliche Aspekte des modellierten Verbundverhaltens
Das entwickelte Materialmodell beschreibt das phänomenologische Verbundverhalten zwischen
Faser und Matrix infolge von Relativverschiebungen. Dabei werden Entwicklungs- und De-
gradationsprozesse berücksichtigt, die sowohl durch die Verschiebungen selbst induziert als
auch durch äußere Beanspruchungen der umgebenden Matrixstruktur hervorgerufen werden.
Das komplexe Materialverhalten der Verbundzone wird im folgenden Kapitel anhand einer
beispielhaft gewählten Konfiguration der Modellparameter veranschaulicht und im Bezug auf die
in Kapitel 3 definierten Modellanforderungen verifiziert. Dabei wird auch auf die Interaktion der
Verbundzone mit der umgebenden Matrixstruktur und auf die Verbundermüdung eingegangen.
Darüber hinaus werden im Vergleich zur grundlegenden Variante der Schädigungsmodellierung
in Kapitel 4.2 beispielhaft nichtlineare Funktionen zur Beschreibung der Schädigungs- und
Degradationsentwicklung ausgewertet.
4.3.1 Verikation des Materialmodells
Eine Verifikation des entwickelten Materialmodells anhand von experimentellen Untersuchungen
oder analytischen Zusammenhängen über das Verbundverhalten zwischen Faser und Matrix ist
entsprechend dem aktuellen Forschungsstand nicht möglich, vgl. Kapitel 3 und 4.1. Stattdessen
erfolgt an dieser Stelle ein Vergleich des modellierten Materialverhaltens mit dem phänomenolo-
gisch erwarteten Verbundverhalten, das vorwiegend auf der Grundlage von Faserauszugversuchen
evaluiert werden kann, vgl. Kapitel 3. Dabei werden neben der Entwicklung des lokalen Verbund-
widerstandes insbesondere die interagierenden Verbundmechanismen und Schädigungsprozesse
ausgewertet.
Die komplexe Kraftübertragung in der Verbundzone wird im Folgenden anhand des Beispielpara-
metersatzes VM2 vorgestellt, der so konfiguriert ist, dass das elasto-plastische Materialverhalten,
einschließlich der Schädigungs- und Degradationsentwicklung, über eine Relativverschiebung
von insgesamt δ‖ = 10mm nachvollzogen werden kann. Die gewählten Modellparameter sind in
Tabelle 4.2 zusammengefasst.
Die inkrementelle Berechnung der Verbundreaktion infolge einer zunehmenden Relativverschie-
bung parallel zur Kontaktzone liefert die aus der Beanspruchung resultierende Verbundspannungs-
Schlupf-Beziehung für einen Materialpunkt. Integrale Auswertungen über eine räumlich ausge-
dehnte Verbundzone sind erst bei Anwendung dieses Materialmodells in einer Finite-Elemente-
Analyse mit Interface-Elementen möglich, vgl. Kapitel 5 und 6. Für die folgenden Untersu-
chungen am Materialpunkt wird zunächst eine behinderte Querdehnung in der Verbundzone
vorausgesetzt, d. h. dass keine Aufweitung der Verbundzone orthogonal zur Kontaktebene zuläs-
sig ist, sondern lediglich eine Parallelverschiebung der Oberflächen erfolgt. Als Bezugsgröße
wird daher für die Darstellung der Entwicklungsprozesse die aufgegebene Relativverschiebung
δ‖ entsprechend der zweidimensionalen Formulierung in Kapitel 4.2 gewählt.
108 4 Materialmodell für den Verbund
Tabelle 4.2: Parametersatz VM2 für das Materialmodell der Verbundzone
Parameter Symbol Einheit VM2
Verbundsteifigkeitsmodul Er N/mm3 100,0
Verbundfestigkeit (starrer Verbund) fr N/mm2 10,0
Verbundfestigkeit (versch. Verbund) fs N/mm2 8,0
Anisotropiebeiwert ( f⊥/ f‖) λ − 0,8
Schädigung infolge Debonding dd − 0,05
Reibkoeffizient µ − 0,15
Querdruckentwicklungskoeffizient η − 0,001
Schädigungswachstumsfaktor α − 0,1
Faserumfang+ uf mm 0,4π
+ mit Faserdurchmesser df = 0,2mm
Die folgende Abbildung 4.18 zeigt die Entwicklung der elastischen und inelastischen Anteile der
Relativverschiebung parallel zur Kontaktebene. Bis zum Erreichen der Elastizitätsgrenze bei einer
Gesamtverschiebung von δ‖ = 0,1mm ist eine lineare Zunahme der Verbundschubspannungen τ‖
infolge der rein elastischen Relativverschiebung zu erwarten, vgl. Abbildung 4.19. Mit der lokalen
Ablösung der verbundenen Oberflächen voneinander setzt die inelastische Deformation der
Verbundzone ein. Neben zunehmenden inelastischen Anteilen der Relativverschiebung wird auch
eine wachsende Verbundzonenschädigung generiert, die die Degradation der Verbundkapazität
einleitet, vgl. Abbildungen 4.19 und 4.20.
























Abbildung 4.18: Elastische, inelastische und totale Relativverschiebung parallel zur Kontaktebe-
ne über die aufgebrachte Verschiebung für Parametersatz VM2
Die Verbundkapazität, die die übertragbaren Verbundspannungen begrenzt, nimmt mit der
einsetzenden Degradation zunächst rapide und nahezu linear auf einen Wert unterhalb der Ver-
bundfestigkeit fs = 8N/mm2 des verschieblichen Verbundes ab, vgl. Tabelle 4.2. Anschließend
wird mit zunehmenden Relativverschiebungen eine immer geringere Verbundschubspannung τ‖
übertragen, vgl. Abbildung 4.19.
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Abbildung 4.19: Verlauf der Verbundschubspannung in Abhängigkeit der aufgebrachten Relativ-
verschiebung für Parametersatz VM2
Zeitgleich und proportional zur Entspannung der Verbundzone verringert sich auch der elastische
Anteil der Relativverschiebung δ‖. Die generierte Gesamtverschiebung ist schließlich überwie-
gend inelastisch und nur reversibel durch eine entgegengerichtete inelastische Verschiebung,
die allerdings weitere Schädigungen hervorruft. Die Schubspannungsübertragung, die durch die
Verbundkapazität begrenzt wird, ist abhängig von der Beteiligung der verschiedenen Verbundme-
chanismen, vgl. Kapitel 3.1. Insbesondere auftretender Querdruck in der Verbundzone beeinflusst
signifikant die typische Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung nach Abbildung 4.14, die zu-
sammenfassend den Einfluss der querdruckunabhängigen Verbundmechanismen in Verbindung
mit der Schädigungs- und Degradationsentwicklung charakterisiert. Im weiteren Verlauf dieses
Kapitels erfolgt daher auch die Auswertung der Entwicklung von Verbundnormalspannungen
τ⊥, dargestellt in Abbildung 4.23 sowie der dazu gehörigen Generierung von elastischen und
inelastischen Relativverschiebungen δ⊥ orthogonal zur Verbundzone in Abbildung 4.22.












Abbildung 4.20: Entwicklung der Verbundzonenschädigung d und der Degradation ψ in Abhän-
gigkeit der aufgebrachten Relativverschiebung für Parametersatz VM2
Die dimensionslose Verbundzonenschädigung d wächst infolge der aufgegebenen Relativver-
schiebung von insgesamt δ‖ = 10mm, wie in Abbildung 4.20 dargestellt, kontinuierlich bis
zu ihrem Maximalwert entsprechend der definierten Entwicklungsfunktion (4.47) und der hier
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getroffenen Wahl der Modellparameter an, vgl. Tabelle 4.2. Der geschädigte Zustand der Ver-
bundzone ist mit der Degradationsfunktion (4.46) in Abhängigkeit der Verbundzonenschädigung
charakterisiert. Ebenfalls in Abbildung 4.20 dargestellt ist der Verlauf der dimensionslosen Degra-
dationsgröße ψ , die in der Phase des verschieblichen Verbundes sowohl die Verbundkapazität τlim
infolge der querdruckunabhängigen Verbundmechanismen als auch mit dem Reibkoeffizienten µ
und dem Querdruckentwicklungskoeffizienten η die Wirkung einer Kontaktpressung herabsetzt,
vgl. Gleichungen (4.43), (4.44) und (4.45). Weitere Varianten der Schädigungsmodellierung
werden im Folgenden hinsichtlich ihrer Auswirkungen auf die Verbundreaktion diskutiert.
Die folgende Abbildung 4.21 zeigt die Entwicklung der plastischen Multiplikatoren λc und λt
in Abhängigkeit der aufgebrachten Relativverschiebung. Auffällig ist, dass ausschließlich λc
anwächst, während λt über die gesamte Einwirkung konstant gleich null ist. Demnach ist nur die
Versagensbedingung im Querdruckbereich aktiv, mit der im Rahmen des Punkt-Kollokations-
Verfahrens zulässige Spannungszustände infolge der Schubwirkung ermittelt werden. Erst mit
der Betrachtung des phänomenologischen Verbundverhaltens ist als plausibel anzuerkennen,
dass sich im Rahmen einer reinen Schubbewegung eine Kontaktpressung entwickelt, vgl. Kapitel
3.2. Die Ablösung der Kontaktflächen voneinander und die zunehmende Abrasion der Oberflä-
chenstruktur führt zu einer gewollten Aufweitung der Verbundzone. Da diese Aufweitung im
Rahmen dieses Beispiels jedoch verhindert ist, führen Partikelansammlungen im Verbundbereich
zur Entwicklung einer Kontaktpressung.













Abbildung 4.21: Entwicklung der plastischen Multiplikatoren beider Versagensbedingungen in
Abhängigkeit der aufgebrachten Relativverschiebung für Parametersatz VM2
Auch die Berücksichtigung einer endlich dicken Matrixstruktur um die Verbundzone kommt
entsprechend ihrer Nachgiebigkeit einer teilweisen Querdehnungsbehinderung gleich. Bei einer
gering ausgeprägten Nachgiebigkeit kann es insbesondere zu Beginn der Schlupfentwicklung zu
einer geringfügigen, zulässigen Aufweitung der Verbundzone kommen, was die Entwicklung von
positiven Verbundnormalspannungen, i.e. Haftzugspannungen, zur Folge hätte, vgl. Kapitel 6.2.
In diesem Beispiel entspricht die mit δ⊥ = 0 als starr angenommene Verbundzonendicke einer
unnachgiebigen Querdehnungsbehinderung der Verbundzone. Im Bezug auf die mathematische
Modellierung ist die Neigung der Versagensfläche beziehungsweise der Rückprojektion auf
diese im dreidimensionalen Verbundspannungsraum, die durch den Modellparameter µ in den
Versagenskriterien (4.29) und (4.30) respektive η in den Potenzialfunktionen (4.40) und (4.41)
charakterisiert ist, verantwortlich für die Entwicklung einer Kontaktpressung. Die Rückpro-
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jektion von Spannungszuständen auf die Versagensfläche im Rahmen des Punkt-Kollokations-
Verfahrens ist auch bei anfänglich verschwindender Verbundnormalspannung zugunsten einer
Vergrößerung von τ⊥ hin gerichtet und führt für τ⊥ = 0 nur bei Aktivierung des Versagenskri-
teriums im Querdruckbereich zu einem konvergierten, zulässigen Spannungszustand auf der
zusammengesetzten Versagensfläche.
Die Rückprojektion von unzulässigen Testspannungszuständen auf die Versagensfläche im Punkt-
Kollokations-Verfahren geht mit der Entwicklung von inelastischen Relativverschiebungen einher.
Aufgrund der im dreidimensionalen Verbundspannungsraum geneigten Projektionsrichtung wird
eine dreidimensionale inelastische Relativverschiebung generiert, d. h. auch die bereits erwähnte
gewollte Aufweitung der Verbundzone orthogonal zur Kontaktebene. Die Behinderung dieser
Aufweitung führt dabei zu einer elastischen Rückverformung der Verbundzone, die entsprechend
Abbildung 4.23 auch in einer Verbundnormalspannung resultiert. In der folgenden Abbildung
4.22 sind die Entwicklungen der elastischen, inelastischen und totalen Relativverschiebung senk-
recht zur Kontaktebene in Abhängigkeit der aufgebrachten Relativverschiebung parallel zu den
verbundenen Oberflächen dargestellt, wobei die Gesamtverschiebung entsprechend der Vorgabe
konstant Null ergibt. Die Entwicklung der elastischen und inelastischen Relativverschiebung
δ⊥ entspricht bei einer Parameterwahl von η = 0,001, vgl. Tabelle 4.2, nur einem Bruchteil der
aufgegebenen Relativverschiebung δ‖. Die Wahl eines derart geringen Querdruckentwicklungs-
koeffizienten η ist phänomenologisch dadurch begründet, dass bei glatten Oberflächen ohne
eine ausgeprägte Verzahnung der Oberflächenstrukturen nicht von der Bildung von Druckkegeln
und Zugringen analog zum Verbundverhalten von Rippenstahl ausgegangen werden kann. Die
verschiebungsinduzierte Querkraftentwicklung wird daher als eher gering eingeschätzt.


















Abbildung 4.22: Elastische, inelastische und totale Relativverschiebung orthogonal zur Kontakt-
ebene über die aufgebrachte Relativverschiebung für Parametersatz VM2
In einer ebenfalls geringen Größenordnung werden infolge der elastischen Rückverformung, die
die inelastischen Verformungen in Querrichtung ausgleicht, Verbundnormalspannungen erzeugt,
vgl. Abbildung 4.23. Mit dem Proportionalitätsfaktor Er ergeben sich aus den elastischen Relativ-
verschiebungen daher die in Verlauf und Vorzeichen entsprechenden Verbundnormalspannungen.
Der erwartete Einfluss auf die Verbundschubspannung durch die Aktivierung einer ausgeprägten
Gleitreibung ist bei geringen Querdruckentwicklungskoeffizienten nicht signifikant.
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Abbildung 4.23: Verlauf der Verbundnormalspannung in Abhängigkeit der aufgebrachten Rela-
tivverschiebung für Parametersatz VM2
Aufbauend auf den hier erläuterten Untersuchungen mit einem beispielhaft gewählten Parame-
tersatz gemäß Tabelle 4.2 werden in den folgenden Kapiteln spezifische Untersuchungen zum
Einfluss der Verbundnormalspannungen, der Verbundzonenschädigung und zum Modellverhalten
bei einer wiederkehrenden Be- und Entlastung vorgestellt. Mit den gezeigten Entwicklungsprozes-
sen innerhalb des Materialmodells entspricht der Verlauf der lokalen Verbundschubspannungen
in Abbildung 4.19 über die aufgebrachte Relativverschiebung dem grundlegenden Verbundge-
setz nach Abbildung 4.14. Einen maßgeblichen Einfluss auf die tatsächlich lokal auftretende
Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung haben Spannungszustände in unmittelbarer Umgebung
der Verbundzone, d. h. Querzug- und Querdruckspannungen in der Verbundzone.
4.3.2 Interaktion des Materialmodells mit umgebenden Strukturen
Mit dem entwickelten Materialmodell wird die Verbundreaktion zwischen den in Kontakt ste-
henden Strukturen beschrieben. Maßgebend für die Bestimmung der übertragbaren Verbund-
spannungen ist die dreidimensionale Relativverschiebung zwischen den Oberflächen, die sich
aus dem Zusammenspiel der Steifigkeiten der Komponenten und der Verbundzone ergibt. Be-
einflusst wird der dreidimensionale Spannungs-Deformations-Zustand um die Verbundzone
durch zeitabhängige und zeitunabhängige Beanspruchungen des Komposits, die sich in ihrer
Ursache nach ein- und dreidimensionalen Effekten unterscheiden lassen, vgl. Kapitel 3.2. Die
lokale Beeinflussung des Verbundwiderstandes, etwa durch Spannungsumlagerungen infolge
von mikrostrukturellen Defekten, Inhomogenitäten oder in umittelbarer Nähe kreuzenden Fasern,
und eine Veränderung des Faserauszugverhaltens im Bezug auf den maßgebenden Versagensme-
chanismus sind die Effekte des Spannungs-Deformations-Zustandes um die Verbundzone. Im
Folgenden werden zunächst die Auswirkungen der Interaktion mit den umgebenden Strukturen
auf das Auszugverhalten diskutiert, bevor anhand der Beispielkonfiguration VM2 nach Tabelle
4.2 für eine Relativverschiebung von insgesamt δ‖ = 10mm die Beeinflussung des lokalen
Verbundwiderstandes durch Verbundnormalspannungen ausgewertet wird.
Im entwickelten Materialmodell versagt die Verbundzone lokal bei vollendeter Schädigung (d =
1) und Degradation (ψ = 0), d. h. eine Verbundreaktion infolge von Relativverschiebungen kann
für den vollständig geschädigten Zustand der Verbundzone nicht mehr ermittelt werden. Im Bezug
auf das Faserauszugverhalten führt das lokale Versagen der Verbundzone zu einem schlagartigen,
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nahezu widerstandslosen Auszug der Faser aus der Matrix, wenn der Auszugwiderstand infolge
der verbleibenden Verbundreaktion geringer als die Beanspruchung ist. Ein ähnlich plötzliches
Versagen kann sich auch durch einen großflächigen Kontaktverlust der Komponenten einstellen.
Ursächlich dafür kann sowohl eine zu große Querzugbeanspruchung sein als auch ein Versagen
der Matrix infolge hoher Querdruckspannungen. Kegelförmige Ausbrüche der Matrix werden
insbesondere bei schiefwinkeligem Faserauszug mit großen Umlenkkräften beobachtet und
führen zu einer schlagartigen Reduktion der Verbundlänge, die häufig das Versagen des Faser-
Matrix-Verbundes einleitet.
Wie bereits in Kapitel 4.2 erwähnt, wird die Beschreibung der Versagensmechanismen nicht der
Modellierung des Materialverhaltens in der Verbundzone zugeordnet. Während das Versagen der
Matrix mit einer entsprechenden Modellierung des Materialverhaltens abgebildet werden muss,
vgl. Kapitel 6.1, ist die Feststellung von Kontakt der Strukturen durch das Geometriemodell zu
realisieren, vgl. Kapitel 5.2. Das Geometriemodell liefert dabei nicht nur die Eingangsgrößen für
die Bestimmung der Verbundreaktion, sondern lässt die Verbundsteifigkeit bei Kontaktverlust
verschwinden. Das Geometriemodell ist daher maßgeblich an der Beschreibung der Interaktion
zwischen Verbundzone und der umgebenden Struktur beteiligt. Weiterführende Details zum
entwickelten Geometriemodell sind in Kapitel 5.2 zu finden.
Im vorangegangenen Kapitel ist das Verbundverhalten für eine geringe negative Verbundnormal-
spannung dargestellt, vgl. z. B. Abbildung 4.19. Die folgende Abbildung 4.24 zeigt im Vergleich
dazu die Verbundschubspannung über eine Relativverschiebung von δ‖ = 1mm einerseits für
eine geringfügige Überdrückung der Verbundzone mit δ⊥ =−0,1mm und andererseits für eine
leichte Aufweitung von δ⊥ = 0,1mm. Insbesondere im Bereich der maximal übertragbaren Ver-
bundschubspannung sind deutlich Unterschiede zu erkennen. Während bei einer Überdrückung
der Verbundzone eine Verbundschubspannung übertragen werden kann, die größer als die initiale
Verbundfestigkeit ist, wird die Verbundfestigkeit bei Querzug durch die kombinierte Beanspru-
chung erreicht, sodass insgesamt geringere Verbundschubspannungen übertragen werden können.
















Abbildung 4.24: Verlauf der Verbundschubspannungen bei gleichzeitiger Überdrückung respek-
tive Aufweitung der Verbundzone für Parametersatz VM2
Bei Überdrückung der Verbundzone wird die Verbundkapazität durch die zusätzlich aktivier-
ten Verbundmechanismen Haft- und Gleitreibung vergrößert. Mit Erreichen des maximalen
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Verbundwiderstandes werden sowohl inelastische Relativverschiebungsanteile als auch eine
Verbundzonenschädigung generiert. Dabei ist das grundsätzliche Verbundverhalten mit einer
Kontaktpressung äquivalent zum Verbundverhalten ohne äußerliche Überdrückung der Verbund-
zone, siehe Abbildungen 4.23 und 4.20. Die Differenz zwischen der Verbundschubspannung bei
verschwindender Kontaktpressung und der Verbundschubspannung infolge der Überdrückung der
Verbundzone entspricht dabei genau dem Anteil der querdruckabhängigen Verbundmechanismen
und nimmt erwartungsgemäß durch die Degradation des Reibkoeffizienten im weiteren Verlauf
der Relativverschiebung ab. In den folgenden Abbildungen 4.25 und 4.26 sind die Verbundnor-
malspannung und die Verbundzonenschädigung über eine Relativverschiebung von δ‖ = 1mm
dargestellt.


















Abbildung 4.25: Verbundnormalspannung in Abhängigkeit der aufgebrachten Relativverschie-
bung für verschiedene Überdrückungszustände und Kontaktpressungen
Qualitativ anders verläuft die Verbundschubspannung bei gleichzeitig erzwungener Aufweitung
der Verbundzone. Da in dieser Beispielkonfiguration entsprechend Tabelle 4.2 die ertragbare
Verbundnormalspannung durch den Anisotropiewert λ = 0,8 geringer ist als die Verbundfestig-
keit fr, werden von Beginn der Relativverschiebung an auch inelastische Verschiebungsanteile
und eine Verbundzonenschädigung generiert. In Abbildung 4.26 ist das frühere Einsetzen der
Schädigung deutlich zu erkennen.












Abbildung 4.26: Verbundzonenschädigung in Abhängigkeit der aufgebrachten Relativverschie-
bung für verschiedene Kontaktpressungen
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Darüber hinaus entspricht der Verlauf der Schädigungsentwicklung ab etwa δ‖ = 0,3mm dem
Schädigungsverlauf bei verschwindender Verbundnormalspannung. Die Ursache für diese An-
gleichung ist in der vorstehenden Abbildung 4.25 zu erkennen. Die anfänglich generierte Quer-
zugspannung τ⊥ = 8N/mm2 wird im Verlauf der ersten Zehntel Relativverschiebung abgebaut
und mit der schubinduzierten Dilatanzentwicklung wird sogar eine geringe Querdruckspannung
generiert, vgl. Abbildung 4.23. Dementsprechend verringert sich auch der elastische Anteil der
Relativverschiebungen, während die erzwungene Aufweitung als inelastische Klaffung zuzüglich
der Dilatanz verbleibt, vgl. Abbildung 4.22. Der nichtlineare Verlauf dieser Entspannung in
Normalenrichtung folgt dabei anschaulich aus der mit zunehmender Relativverschiebung parallel
zur Verbundzone ansteigende Neigungswinkel der Projektionsrichtung in der Fließregel.
Die Untersuchungen zeigen, dass die Verbundnormalspannung einen erheblichen Einfluss auf den
lokalen Verbundwiderstand hat. Da entlang der Fasereinbindelänge unterschiedliche Spannungs-
Deformations-Zustände vorherrschen, ist ein nichtlinearer Verlauf des Verbundwiderstandes ent-
lang der Verbundlänge zu erwarten. Dabei kann auch die zulässige elastische Relativverschiebung
bis zur Ablösung der Kontaktflächen voneinander erheblich variieren. Im entwickelten Material-
modell wird die Verbundreaktion ausschließlich infolge der Deformationen in der Verbundzone
bestimmt. Darüber hinaus wäre eine Übertragung des allgemeinen Schädigungszustandes von
angrenzenden Strukturelementen auf die Verbundzone denkbar. Im Rahmen dieser Arbeit wird
jedoch auf Rückkopplungen zwischen den Degradationszuständen von Strukturen und der Ver-
bundzone verzichtet, da der Fokus der numerischen Untersuchungen auf dem Verbundverhalten
im Faserauszugversuch liegt. Beeinträchtigungen der Fasertragwirkung im Verbundwerkstoff
durch Beanspruchungen, die unabhängig von Relativverschiebungen in der Verbundzone auf-
treten, sind dabei nur von untergeordneter Bedeutung und werden in der Modellierung des
Faserauszugverhaltens nicht berücksichtigt.
4.3.3 Varianten der Schädigungsmodellierung
Im Rahmen dieser Arbeit umfasst die Schädigungsmodellierung einerseits die Beschreibung
der Schädigungsentwicklung und andererseits die Beschreibung des Degradationsverhaltens
als direkt gekoppelte Auswirkung der Schädigungszunahme auf die querdruckunabhängige
Verbundkapazität τlim sowie auf die Reibwirkung. Das entwickelte Materialmodell enthält da-
her die Funktion des Schädigungsentwicklungspotenzials β (d) nach Gleichung (4.48), die die
Schädigungsevolution nach Gleichung (4.47) reguliert, und die Degradationsfunktion ψ(d)
entsprechend Gleichung (4.46). Im Vergleich mit dem im Rahmen der Modellvorstellung vorge-
schlagenen linearen Ansatz wird das entwickelte Materialmodell im Folgenden mit nichtlinearen
Ansatzfunktionen für β (d) und ψ ausgewertet, um die Wirkungen aus der Schädigungsformulie-
rung darzustellen. Darüber hinaus wird der Schädigungswachstumsfaktor α mit einer linearen
Schädigungsevolutionsfunktion variiert. Abschließend wird eine begründete Empfehlung für
die Anwendung des Verbundmodells in der numerischen Analyse des Faserauszugverhaltens in
Kapitel 6.2 gegeben.
Die Schädigungsmodellierung im Rahmen des Verbundmodells kann hinsichtlich der Qualität
und Beschaffenheit der Verbundzone modifiziert werden. Dabei sind insbesondere eine Be-
und Entschleunigung der Degradation im Bezug auf die Schädigungsentwicklung sowie der
Schädigungsentwicklung infolge inelastischer Relativverschiebungen von Bedeutung. Neben der
Wahl nichtlinearer Ansätze für die Entwicklungsfunktionen ermöglicht auch der Modellparame-
ter α eine Be- oder Entschleunigung der Schädigungsentwicklung. Im Rahmen dieser Arbeit
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werden dabei keine mehrstufigen oder diskontinuierlichen Ansätze betrachtet. Ausgehend von
der vorgestellten grundlegenden Formulierung mit linearen Ansätzen werden im Folgenden Mo-
difikationen der Schädigungsmodellierung anhand der Beispielkonfiguration VM2 nach Tabelle
4.2 für eine Relativverschiebung von insgesamt δ‖ = 10mm untersucht. Diese Modifikationen
sind die Berücksichtigung
• einer nichtlinearen Degradationsfunktion ψ(d),
• einer nichtlineare Funktion des Schädigungsentwicklungspotenzials β (d),
• einer nichtlineare Degradationsfunktion ψ(d) und nichtlineare Funktion des Schädigungs-
entwicklungspotenzials β (d) sowie
• eines vergrößerten Schädigungswachstumsfaktors α .
Als Kriterien für die Wahl einer geeigneten nichtlinearen Funktion sollten neben der gewünschten
phänomenologischen Wirkung auch die numerische Stabilität im iterativen Lösungsalgorithmus
einbezogen werden. In der folgenden Abbildung 4.27 sind beispielhaft einige nichtlineare
Funktionsverläufe im Vergleich zur linearen Formulierung im Anwendungsbereich x ∈ [0; 1] und
f (x) ∈ [0; 1] entsprechend den üblichen Definitionsbereichen von Verbundzonenschädigung und
Degradation dargestellt.















Abbildung 4.27: Beispiele nichtlinearer Funktionsverläufe für die Schädigungsmodellierung
Für die folgenden Auswertungen wird der quadratische Ansatz f (x) = (1− x)2 gewählt, sodass
die modifizierte Degradationsfunktion
ψmod(d) = (1−d)2 (4.128)
eine zunächst stärker zunehmende Degradation beschreibt und die Schädigungsentwicklung mit
dem modifizierten Schädigungsentwicklungspotenzial
βmod(d) = α · (1−d)2 (4.129)
insbesondere für die ersten Verschiebungsinkremente intensiviert wird. Zudem wird die beschleu-
nigte Schädigungsevolution mit
β αmod(d) = 2 ·α · (1−d) (4.130)
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ausgewertet. Die für die beschriebenen Varianten resultierende Schädigungsentwicklung über
die Relativverschiebung von δ‖ = 10mm ist in Abbildung 4.28 dargestellt. Während die Schä-
digungszunahme durch die Funktion β αmod insgesamt beschleunigt wird, sodass die Verbundzo-
nenschädigung d bereits am Ende der aufgebrachten Relativverschiebung nahezu den Wert 1
erreicht, bewirkt der quadratische Ansatz für βmod eine Verringerung der insgesamt erreichten
Verbundzonenschädigung. Die Nichtlinearität in der Funktion des Schädigungsentwicklungs-
potenzials βmod ermöglicht bei fortgeschrittener Relativverschiebung nur noch einen geringen
Schädigungszuwachs, sodass der Verlauf der Schädigungsevolution in Abbildung 4.28 früher
abflacht. Phänomenologisch betrachtet ist ein solcher Verlauf plausibel, da insbesondere bei
einer hohen Verbundqualität mit tief greifender Mikroverzahnung die anfängliche Ablösung der
Oberflächen den größten Beitrag zur Verbundzonenschädigung leistet und sich somit zunächst
eine überproportionale Verringerung der Verbundkapazität ergibt. Bei bereits erfolgter Zerstö-
rung der Verzahnung und fortgeschrittener Abrasion der Oberflächen wird durch zusätzliche
Relativverschiebungen nur noch eine geringe Schädigungszunahme erwartet.













ψ , β αmod
Abbildung 4.28: Verbundzonenschädigung in Abhängigkeit der aufgebrachten Relativverschie-
bung für verschiedene Varianten der Schädigungsmodellierung
Im Ergebnis unterscheiden sich die verschiedenen Formulierungen qualitativ hinsichtlich des
Verlaufes der Schädigungsentwicklung nicht, da alle Varianten einen zunehmend flacher werden-
den Kurvenverlauf zeigen, vgl. Abbildung 4.28. Quantitativ ergeben sich über die betrachtete
Relativverschiebung δ‖ = 10mm infolge der variierenden Entwicklungsgeschwindigkeit der
Verbundzonenschädigung deutlich erkennbare Unterschiede.
Bei Berücksichtigung der veränderten Schädigungsentwicklung ergibt sich auch ein veränderter
Verbundschubspannungsverlauf über die Relativverschiebung, vgl. Abbildung 4.29. Dabei haben
sowohl die modifizierte Degradationsfunktion, als auch die modifizierte Schädigungsentwicklung
einen signifikanten, aber entgegengesetzten Einfluss auf die Verbundkapazität. Die Entschleuni-
gung des Schädigungswachstums führt infolge der ebenso verlangsamten Degradation zu weniger
geneigten Verbundspannungsverläufen. Die Beschleunigung der Schädigungszunahme mit der
Funktion β αmod hat zur Folge, dass das Debonding schon bei einer geringeren Relativverschiebung
abgeschlossen wird und auch daran anschließend zügig die Verbundkapazität abnimmt. Dabei
entspricht der Verlauf im hinteren Bereich des Diagramms in Abbildung 4.29 dem Verlauf mit
modifizierter Degradationsfunktion ψmod, der bei unveränderter Schädigungsentwicklung einen
verstärkten Abbau der Verbundkapazität zeigt.
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Abbildung 4.29: Verbundschubspannung in Abhängigkeit der aufgebrachten Relativverschie-
bung für verschiedene Varianten der Schädigungsmodellierung
Die Studie der verschiedenen Varianten für die Schädigungsmodellierung verdeutlicht, dass eine
sehr detaillierte Beschreibung des Materialverhaltens in der Verbundzone mit dem entwickelten
Modell möglich ist. In Anbetracht der qualitativ sehr ähnlichen Ergebnisse der Verbundspan-
nungs-Schlupf-Beziehungen wird für die numerische Analyse von Faserauszugversuchen die
Verwendung der linearen Ansatzfunktion sowohl für die Degradationsfunktion ψ(d) als auch für
das Schädigungsentwicklungspotenzial β (d) empfohlen. Dabei ist eine signifikante Beeinflus-
sung des Verbundspannungsverlaufes durch die sorgfältige Kalibrierung des Modellparameters
α möglich. Erst mit detaillierter Kenntnis der Schädigungs- und Degradationsentwicklung aus
experimentellen Untersuchungen ist die Wahl und eine entsprechend genaue Kalibrierung von
nichtlinearen Funktionen ψ(d) und β (d) sinnvoll möglich. Für die in Kapitel 6.2 folgenden
numerischen Untersuchungen wird daher keine Modifikation der Schädigungsmodellierung
entsprechend den hier gewählten Varianten vorgenommen.
4.3.4 Beschreibung der Verbundermüdung
Das entwickelte Materialmodell ist auch prädestiniert für die Beschreibung des Ermüdungsver-
haltens der Verbundzone, vgl. Kapitel 3.5. Die Verbundermüdung infolge der häufig wiederkeh-
renden Be- und Entlastung der Verbundzone entspricht in diesem Materialmodell einer fortschrei-
tenden Degradation. Dabei bleiben geringe Beanspruchungen innerhalb der Versagensfläche
entsprechend der elasto-plastischen Modellierung ohne Auswirkungen auf die Verbundkapazität.
Erst die lokale Überschreitung der initialen Verbundfestigkeit initiiert eine Schädigungsent-
wicklung und damit die Degradation der Verbundkapazität. Diese Modellierung entspricht dem
in Kapitel 3.5 hergeleiteten Ansatz, dass die maßgebenden Ermüdungsprozesse bei einer teil-
weisen Ablösung der Faser von der Matrix, d. h. in Phase II des Auszugverhaltens, stattfinden.
In diesem Kapitel wird daher die Funktionalität des Materialmodells hinsichtlich zyklischer
Beanspruchungen anhand der Modellkonfiguration VM2 nach Tabelle 4.2 beispielhaft für eine
Relativverschiebung mit wechselnder Verschiebungsrichtung dargelegt, bevor in Kapitel 6.2 eine
numerische Simulation zur Untersuchung der Verbundermüdung vorgestellt wird.
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Abbildung 4.30: Elastische, inelastische und totale Relativverschiebung über Lastwechsel für
Parametersatz VM2
Zur Verifizierung des lokalen Ermüdungsverhaltens in der Verbundzone wird am Materialpunkt
eine kontinuierliche Relativverschiebung mit wechselndem Vorzeichen, d. h. eine wiederhol-
te Be- und Entlastung des Faser-Matrix-Verbundes, anhand der Beispielkonfiguration VM2
nach Tabelle 4.2 ausgewertet. In Abbildung 4.30 sind die elastische, inelastische und totale
Relativverschiebung parallel zur Kontaktzone über die ersten fünf Zyklen der Wechselbean-
spruchung mit einer Amplitude von ∆ = 1mm dargestellt. Die Darstellung zeigt deutlich die
kontinuierliche Verkleinerung der elastischen Verschiebungsanteile bei gleichzeitigem Anwach-
sen der inelastischen Anteile in den ersten fünf Zyklen, d. h. bei einer Gesamtverschiebung von
δges = 10,5mm. Ursache dafür ist die signifikante Schädigung der Verbundzone, die eine Degra-
dation der Verbundkapazität und damit eine Verringerung der elastischen Verschiebungsanteile
bewirkt. Entsprechend ist die Verringerung der Verbundschubspannungen nach der Ablösung der
Komponenten voneinander in der folgenden Abbildung 4.31 zu erkennen.







Abbildung 4.31: Verbundschubspannung über die aufgebrachte Relativverschiebung für Parame-
tersatz VM2
Analog zur monoton steigenden Beanspruchung des Verbundes verringert sich infolge weite-
rer Relativverschiebungen die Verbundkapazität bei gleichzeitiger Zunahme der Schädigung.
Auf den Richtungswechsel der Relativverschiebung folgen eine linear-elastische Entlastung
der Verbundzone, eine linear-elastische Wiederbelastung in entgegengesetzter Richtung und
eine nichtlineare Überbeanspruchung der Verbundzone, die eine weitere Schädigung und De-
gradation der Verbundkapazität bewirkt. Der Verlauf der Verbundschubspannungen über die
ersten fünf Zyklen der Wechselbeanspruchung in Abbildung 4.32 ist daher vergleichbar mit der
Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung bei monoton steigender Beanspruchung der Verbundzone
in Abbildung 4.19.
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Abbildung 4.32: Verlauf der Verbundschubspannung über Lastwechsel für Parametersatz VM2
Die folgende Abbildung 4.33 zeigt die Schädigungs- und die Degradationsentwicklung für die
in Kapitel 4.2 dargestellte Schädigungsmodellierung mit linearem Zusammenhang zwischen
der Verbundzonenschädigung d und der Degradation ψ . Die kontinuierliche Zunahme der
Schädigungsvariablen ist nur während der elastischen Beanspruchungsumkehr unterbrochen,
wobei diese Unterbrechung analog zur Größe der elastischen Relativverschiebungen mit jedem
Belastungszyklus weiter verschwindet.












Abbildung 4.33: Verlauf der Verbundzonenschädigung und Degradation über Lastwechsel für
Parametersatz VM2
Die hier ausgewertete Modellierung des Verbundverhaltens ist geprägt durch die Degradati-
onsentwicklung infolge der wachsenden Verbundzonenschädigung. Die Schädigungszunahme
und die Verringerung der Verbundkapazität erfolgen richtungsunabhängig und damit auch bei
einer Relativverschiebung mit wechselnder Verschiebungsrichtung. Da in diesem Materialmodell
keine Ermüdungsschädigung bei elastischem Schlupf vorgesehen ist, ist die Beschreibung einer
Verbundermüdung nur möglich, wenn die initiale Verbundfestigkeit überschritten wird und die
Amplitude der Relativverschiebungen den elastischen Anteil übersteigt, vgl. Abbildung 4.30.
Entsprechend der in Kapitel 3.5 erläuterten Hypothese basiert die Ermüdungsschädigung der
Verbundzone auf Relativverschiebungen, die bei zum Teil abgelösten Kontaktoberflächen die
Degradation des lokalen Verbundwiderstandes initiieren. Dieser grundsätzlichen Überlegung ent-
spricht die hier vorgestellte Modellierung des Verbundverhaltens. Bei einer wiederkehrenden Be-
und Entlastung der Verbundzone eines Faser-Matrix-Verbundes mit der Einbindelänge `e findet
die Ermüdungsschädigung im bereits durch die erstmalige Beanspruchung abgelösten Bereich
der Verbundzone statt. Infolge des mit jedem Belastungszyklus weiter abnehmendem lokalen
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Verbundwiderstandes in diesem Bereich, schreitet die Ablösung der Komponenten voneinander
weiter fort. Dadurch wird der allmählich ermüdende Anteil der Verbundzone für die folgenden
Belastungszyklen Stück für Stück vergrößert. Erst mithilfe von numerischen Untersuchungen
zum Faserauszugproblem können mögliche Spannungsumlagerungen, die die Verbundermüdung
verstärken oder abmindern, erfasst und analysiert werden. Detaillierte numerische Untersuchun-
gen zur Verbundermüdung sind dem Kapitel 6.2 zu entnehmen.

5 Modellierung des Faserauszugverhaltens
Die Modellierung des Faserauszugverhaltens erfolgt im Rahmen dieser Arbeit auf der Mesoskala
mit den separat beschriebenen Komponenten Faser, Matrix und Verbundzone. Die Strukturen
von Faser und Matrix werden dabei kontinuumsmechanisch verschmiert betrachtet. Die nu-
merische Simulation von Faserauszugversuchen, vgl. Kapitel 6.2 ermöglicht das detaillierte
Nachvollziehen der Schädigungs- und Degradationsprozesse innerhalb der Grenzschicht und
erlaubt so Rückschlüsse auf die Fasertragwirkung in Faserverbundwerkstoffen, vgl. Kapitel
6.3. Insbesondere bei der Modellierung des Faser-Matrix-Verbundes mit Mikrofasern ergeben
sich aus den Größenverhältnissen von Faser, Verbundzone und mittragender Matrix Herausfor-
derungen im Bezug auf die räumliche Diskretisierung des Modells. Darüber hinaus erfordert
die Simulation des vollständigen Herausziehens der Faser aus der Matrix die kontinuierliche
Auswertung des Kontaktes entlang der Fasereinbindelänge. Im folgenden Kapitel wird zunächst
das Gesamtmodell des Faser-Matrix-Verbundes vorgestellt, bevor anschließend die Modellierung
der Verbundzone mit Berücksichtigung von variierendem Kontakt im Detail erläutert wird. Die
Entwicklung des Geometriemodells erfolgt für gerade Mikrofasern mit glatter Oberfläche, wobei
die Anwendung für andere Faserarten und -geometrien grundsätzlich möglich ist.
5.1 Dreidimensionales Finite-Elemente-Modell
Das Faserauszugproblem als nichtlineares Differenzialgleichungssystem wird im Rahmen dieser
Arbeit numerisch mithilfe der Finite-Elemente-Methode gelöst, vgl. Kapitel 4.1. Dafür wird eine
dreidimensionale Modellierung des Faser-Matrix-Verbundes nach der Verschiebungsmethode
gewählt. Der Faser-Matrix-Verbund umfasst zwei Strukturen mit unterschiedlichem Material-
verhalten sowie den Kontaktbereich der gekoppelten Komponenten. Im Folgenden werden das
Berechnungsmodell und das allgemeine Vorgehen zum Aufbau und zur Lösung des Gleichungs-
systems dargestellt.
5.1.1 Beschreibung des Berechnungsmodells
Die Beschreibung des Faser-Matrix-Verbundes kann je nach Zielsetzung und Abmessungen
der zu untersuchenden Struktur in unterschiedlichen Diskretisierungsstufen erfolgen. KEUSER
unterscheidet hinsichtlich des Verbundwerkstoffes Stahlbeton vier Stufen der Diskretisierung
und definiert dementsprechend vier Verbundmodelle, die die Kraftübertragung zwischen Beton
und Bewehrung in Abhängigkeit des Idealisierungsgrades der Kontaktfläche und mit Berück-
sichtigung verschiedener direkter und indirekter Einflüsse auf die Verbundwirkung beschreiben
[Keu84]. Eng mit der Idealisierung der Kontaktzone verknüpft ist auch die Modellierung der
Bewehrung selbst, die diskret, verschmiert oder eingebettet erfolgen kann [Hub06].
KEUSER stellt einen Modellierungsansatz vor, der bei einer diskreten Modellierung der Beweh-
rung mit eindimensionalen Stabelementen, welche bis zur Rissbildung im Beton starr an die
ebenen oder räumlichen Betonelemente gekoppelt sind, die Mitwirkung des Betons zwischen
den Rissen (engl. tension-stiffening effect) mithilfe eines verschmierten Verbundmodells berück-
sichtigt [Keu84]. Alternativ kann insbesondere zur Berücksichtigung von Bewehrungsnetzen in
unterschiedlichen Lagen auch eine verschmierte Modellierung der Bewehrung eine effiziente
Berücksichtigung der Bewehrungswirkung in Stahlbetonstrukturen einschließlich der Mitwir-
kung des Betons zwischen den Rissen ermöglichen, vgl. [Keu84], [Hub06]. Demgegenüber
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verwendet HUBER zur Modellierung der Bewehrung eingebettete Stabelemente im Rahmen
eines Rebar-Modells und berücksichtigt die Verbundwirkung dabei über eine Diskontinuität
zwischen den Verschiebungen von Bewehrung und Betonmatrix mithilfe zusätzlich eingeführter
Verbundfreiheitsgrade [Hub06].
Erst in höher aufgelösten Diskretisierungen der Stahlbetonstruktur mit diskreter Modellierung
der Bewehrung und der Kontaktzone kann das Verbundverhalten explizit in einem Verbund-
modell etwa mit einer Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung berücksichtigt werden, wobei
die Anforderungen an das Verbundmodell in Abhängigkeit der Modellierungsskala variieren
[Keu84]. Entsprechend kann die Bewehrung selbst zwei- oder dreidimensional mit eigenständi-
gen Elementen mit und ohne die Abbildung der Oberflächengeometrie oder eindimensional als
Stabelemente, die lediglich eine Ausdehnung in Längsrichtung aufweisen, modelliert werden
[Keu84]. Als wesentlichen Nachteil dieser diskreten Modellierung gilt die Abhängigkeit der
Diskretisierung von der Bewehrungsführung, die insbesondere bei komplexeren Verteilungen
der Stahleinlagen einen hohen Modellierungsaufwand nach sich zieht, vgl. [Hub06].
Im Rahmen dieser Arbeit wird eine in einer UHPC-Matrix eingebettete Stahlfaser diskret auf-
gelöst und in Verbindung mit der Kontaktzone zwischen Faser und Matrix auf der Mesoskala
modelliert. Die Verbundreaktion wird entsprechend dem entwickelten Materialmodell in Abhän-
gigkeit des Spannungs-Deformations-Zustandes in unmittelbarer Umgebung der Verbundzone
entlang der Fasereinbindelänge ermittelt.
Die in Kapitel 3.3 genannten nichtlokalen Einflussfaktoren auf das Auszugverhalten werden
erst durch die Modellierung des starren und verschieblichen Faser-Matrix-Verbundes aktiviert.
Dabei erfasst das Geometriemodell der Verbundzone die Fasergeometrie auf der Mesoebene, d. h.
beispielsweise Länge, Durchmesser und Neigung der Faser oder die Form der Endverankerung,
aber nicht die mikroskopische Topografie der Grenzschicht. Eine spezielle Oberflächenbeschaf-
fenheit der Faser, die einen signifikanten Einfluss auf die Verbundqualität hat, ist im Rahmen der
Materialmodellierung der Verbundzone zu erfassen, vgl. Kapitel 4.2. Die folgende Abbildung 5.1
zeigt das Geometriemodell für die Simulation eines Faserauszugversuches mit den zwei Struk-







Abbildung 5.1: Schematische Darstellung des Geometriemodells für den Faser-Matrix-Verbund
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Die Kopplung von verschiedenartigen Strukturen für numerische Untersuchungen mit der Finite-
Elemente-Methode kann starr oder mithilfe von Verbundelementen erfolgen. Während zwei
Strukturelemente bei einer starren Kopplung gemeinsame Knoten in der Kontaktebene haben,
entsteht bei der Verwendung von Kontaktelementen keine gemeinsame Elementoberfläche zwi-
schen den Strukturen. Ein Überblick über die drei am häufigsten verwendeten Kontaktelemente,
dem Bond-Link-Element, dem Interface-Element und dem Bond-Slip-Element, wird in Kapitel
5.2 gegeben.
Im Rahmen dieser Arbeit wird zur Diskretisierung der Verbundzone in finite Elemente ein „Zero-
Thickness“-Interface-Element verwendet, das mittels laufend aktualisierter Kontaktfeststellung
adaptiv auf große Verschiebungen der Faser reagieren kann, vgl. Kapitel 5.3. Die räumliche
Diskretisierung der Strukturen erfolgt mit hexaedrischen Volumenelementen. Dem isopara-
metrischen Konzept entsprechend, beschreiben die zugehörigen Formfunktionen sowohl die
Elementgeometrie als auch sein Verformungsverhalten. Die Knotenfreiheitsgrade sind die physi-
kalischen Beschreibungsgrößen des Deformationszustandes, i. e. die Verschiebungen u, v und w
entsprechend der kartesischen Koordinaten x, y und z. Im folgenden Kapitel werden kurz der
Aufbau und die Lösung des nichtlinearen globalen Gleichungssystems entsprechend der Finite-
Elemente-Methode dargestellt.
5.1.2 Aufbau und Lösung des Gleichungssystems
Auf die Idealisierung der Struktur und die Festlegung der unbekannten Knotenfreiheitsgrade, mit
denen das Deformationsverhalten der Gesamtstruktur beschrieben wird, folgt die Aufstellung
und Lösung der Gleichgewichtsbedingungen für den zugbeanspruchten Faser-Matrix-Verbund,
vgl. [Bat02]. Sofern die exakte Lösung der Differenzialgleichungen nicht bekannt ist, kann das
Gleichgewicht alternativ auch mit dem Prinzip der virtuellen Verschiebungen (PvV) beschrieben
werden [Bat02], [Din19]. Danach verschwindet die Summe der am Gesamtsystem geleisteten,
virtuellen inneren und äußeren Arbeiten eines Spannungszustandes auf einem kinematisch
zulässigen Verformungszustand [Bat02], [AD17]. Die Grundgleichungen der Kinematik und
des Werkstoffgesetzes sind dabei in der Arbeitsgleichung enthalten und werden exakt erfüllt
[Bat02]. Der Grundidee der Finite-Elemente-Methode entsprechend kann die virtuelle Arbeit
der Gesamtstruktur auch mit
δA = ∑δAEl = 0 (5.1)
als Summe aller virtuellen Elementarbeiten dargestellt werden, d. h. die Diskretisierung der
Arbeitsgleichung erfolgt auf Elementebene und kann für den verwendeten Elementtyp program-
miertechnisch optimiert werden [AD17]. Die integrale Formulierung der Gleichgewichtsbedin-
gung über die Gesamtstruktur mit dem Prinzip der virtuellen Verschiebungen stellt eine schwache
Form des Gleichgewichtes dar, d. h. am differenziellen Element ist die Gleichgewichtsbedingung
nur näherungsweise erfüllt [AD17].
Zur Bestimmung der virtuellen Arbeit eines Elementes wird die Arbeitsgleichung hier in Weggrö-
ßenformulierung mithilfe der gewählten Ansatzfunktionen diskretisiert. Im Rahmen dieser Arbeit
wird das Faserauszugproblem auf eine quasi-statische Betrachtung reduziert, d. h. Trägheits-
und Dämpfungskräfte werden nicht berücksichtigt und die zeitveränderliche Beanspruchung
wird mit der erforderlichen Auflösung inkrementell vorgegeben, vgl. z. B. [Bat02]. Die Wahl
der Ansatzfunktionen, die bei isoparametrischen Elementtypen gleichzeitig die Formfunktionen
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zur Beschreibung der Elementgeometrie sind, ist an bestimmte Bedingungen geknüpft, die die
Konvergenz der Näherungslösung gegen die exakte Lösung sicherstellen. Neben einer im Hin-
blick auf eine Nachlaufrechnung zur Bestimmung der Spannungen erforderliche Ansatzordnung
wird die Stetigkeit der Ansatzfunktionen und deren Ableitungen an den Elementübergängen
bis zu den Verzerrungsgrößen gefordert [AD17]. Die konformen Ansätze müssen außerdem
koordinateninvariant formuliert und so abgestimmt sein, dass bei Starrkörperverschiebungszu-
ständen keine Verzerrungen und damit Spannungen generiert werden [AD17]. Die Qualität der
Ergebnisse nach abgeschlossener Nachlaufrechnung ist abhängig von der Güte des Verschie-
bungsansatzes hinsichtlich der Beschreibung des exakten Verformungsverhaltens in Verbindung
mit der gewählten Netzfeinheit [Keu84]. Die elementweise Integration der Arbeitsgleichung
liefert die Elementsteifigkeitsmatrix, die Kräfte und Verschiebungen an den Elementknoten in
eine Beziehung zueinander stellt, sowie den Elementlastvektor. Zur Systemarbeit aufaddiert
entsteht ein lineares Gleichungssystem in Matrizenschreibweise
K ·v = p (5.2)
mit Systemsteifigkeitsmatrix K, Systemlastvektor p und dem Vektor der Freiheitsgrade v aller
Elemente als Unbekannte, das nach Einbau der Randbedingungen gelöst wird.
Bei Aufgabenstellungen mit physikalisch und geometrisch nichtlinearen Differenzialgleichungen
ist die geschlossene Lösung des Gleichungssystems in einem Berechnungsschritt nicht mehr
möglich, da die Steifigkeit des Systems selbst beanspruchungsabhängig ist. Im Rahmen dieser
Arbeit wird daher auf Systemebene das inkrementell-iterative NEWTON-RAPHSON-Verfahren
verwendet, das auch auf Materialebene zur Lösung der physikalisch nichtlinearen Differenzial-
gleichungen mit dem Punkt-Kollokations-Verfahren zur Anwendung kommt, vgl. Kapitel 4.2.
Eine adaptive Zeitschrittsteuerung erlaubt zudem die Modifikation der Größe der Beanspru-
chungsinkremente in Abhängigkeit des Konvergenzverhaltens zur Verbesserung der Genauigkeit
und Effizienz der Berechnung. Als Abbruchkriterien bei Konvergenz der Lösung werden im
Rahmen dieser Arbeit für das globale Gleichungssystem in Analogie zu Gleichung (4.72) mit










||r||2 < ε (5.4)
definiert, die zeitgleich erfüllt sein müssen. Außerdem wird eine maximale Anzahl an Iterations-
schritten festgelegt, innerhalb derer die Konvergenz der Lösung geprüft wird. Beim Erreichen
dieser Zahl an Iterationsschritten wird die Iteration ergebnislos abgebrochen und mit reduzierter
Schrittweite, d. h. mit einem kleineren Beanspruchungsinkrement, wiederholt. Eine schnelle
Konvergenz in weniger Iterationen als eine definierte minimale Anzahl an Iterationsschritten
führt analog dazu zu einer Vergrößerung des Inkrementes für den nächsten Berechnungsschritt.
Nach erfolgreicher Konvergenz wird in einer Nachlaufrechnung der Spannungs-Deformations-
Zustände an den Materialpunkten auf Basis der endgültigen Lösung für das jeweilige Beanspru-
chungsinkrement aktualisiert.
Die Implementierung des entwickelten Verbundmodells erfolgt im Rahmen dieser Arbeit in
ein zu Forschungszwecken entwickeltes, institutseigenes FE-Programm. Die Nachlaufrechnung
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für Schnittgrößen und Spannungen an den Knoten erfolgt hier für die Ausgabe der Ergebnisse
vereinfacht. Auf eine Ausgabe der Verläufe und Knotenkennwerte der Materialzustandsgrößen,
wie beispielsweise der Verzerrung, Spannung oder Schädigung, wird verzichtet. Die noch un-
bekannten Materialzustandsgrößen an den Knoten werden unabhängig von den tatsächlichen
Elementgrößen als arithmetisches Mittel der Zustandsgrößen an den umliegenden Materialpunk-
ten bestimmt, welche bei der numerischen Integration der Arbeitsgleichung in diesen Stützstellen
ermittelt werden. Damit werden auch die infolge der Ansatzfunktionen zu erwartenden Span-
nungssprünge an den Elementübergängen unsichtbar.
Die Lösung des linearisierten Gleichungssystems im NEWTON-RAPHSON-Verfahren kann direkt
oder iterativ erfolgen. Insbesondere bei großen FE-Modellen ist eine direkte Lösung des Glei-
chungssystems nicht mehr möglich. Außerdem kann die Effizienz häufig durch parallelisiertes
Gleichungslösen verbessert werden. Aufgrund der hohen Komplexität des zusammengesetzten
Gleichungssystems sind im Rahmen dieser Arbeit trotz optimierter Bandbreite in der Regel
iterative Lösungsverfahren erforderlich.
5.2 Geometriemodell für die Verbundzone
Die diskrete Auflösung der Verbundzone in Finite-Elemente-Analysen erfordert die Anwendung
von Verbundelementen, welche in der Literatur u. a. auch als Grenzschichtelemente, Kontaktele-
mente oder Interface-Elemente bezeichnet werden. Darüber hinaus sind insbesondere hinsichtlich
makroskopischer Bauteilsimulationen auch implizite Ansätze für die Erfassung der Verbund-
wirkung gebräuchlich. Einen Überblick über verschiedene Ansätze für die Modellierung des
Verbundes geben beispielsweise COX & HERRMANN und MAZUMDER [CH98], [Maz14]. Im
Rahmen dieser Arbeit ist eine explizite Modellierung der Verbundzone mit Verbundelementen
vorgesehen, die das Zusammenwirken der Komponenten des Faser-Matrix-Verbundes abbilden.
Daher wird im Folgenden kurz auf unterschiedliche Verbundelementtypen eingegangen, bevor
das hier verwendete „Zero-Thickness“-Interface-Element vorgestellt und verifiziert wird.
5.2.1 Modellierungsansätze für die Verbundzone
Als zwei- oder dreidimensionales Federelement ohne physikalische Ausdehnung kann das Bond-
Link-Element die Verbundreaktion zwischen zwei gekoppelten Knoten mit identischen Koordina-
ten in Abhängigkeit der Relativverschiebung beschreiben. Zahlreiche Weiterentwicklungen des
ursprünglich 1967 von NGO & SCORDELIS vorgeschlagenen Elementtyps erlauben bei Anwen-
dung linearer und nichtlinearer Materialgesetze vielfältige Anwendungsmöglichkeiten für dieses
einfache Element, von denen KEUSER einige benennt [Keu84]. Da das Bond-Link-Element
in Finite-Elemente-Analysen häufig als zu steif bewertet wird, führt die Berücksichtigung von
umliegenden Nachbarknoten bei der Ermittlung von realistischen Federsteifigkeiten schließlich
auf die Weiterentwicklung dieses Elementtyps hin zu einem flächigen Verbundelement mit
kontinuierlichem Verschiebungsansatz [Keu84].
Basierend auf dem Ansatz von GOODMAN, TAYLOR & BREKKE für den Verbund in geschichte-
tem Felsgestein aus dem Jahr 1968 entwickelten HOSHINO und SCHÄFER jeweils das Bond-Link-
Element weiter zu einem Verbundelement für die Beschreibung einer Kontaktschicht zwischen
zwei Oberflächen, deren Verschiebungsansatz mit den umgebenden Strukturen kompatibel ist
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[Keu84], vgl. [GTB68], [Sch75a]. Eine Weiterentwicklung dieses Verbundelementes entspre-
chend der allgemeinen Herleitung von SCHÄFER mit beliebigem Verschiebungsansatz stellt
KEUSER vor [Keu84], [MKKK85]. Dabei wird eine isoparametrische Formulierung des Ele-
mentes gewählt, sodass neben einer zweidimensionalen Geometrie auch rotationssymmetrische
und dreidimensionale Kontaktschichten mit beliebigen Materialgesetzen beschrieben werden
können [Keu84]. KEUSER vergleicht das isoparametrische Verbundelement mit linearen und
quadratischen Ansatzfunktionen auch mit dem Bond-Link-Element anhand einer Energiebetrach-
tung und belegt so die verbesserte Genauigkeit des flächigen Elementansatzes gegenüber der
Knotenkopplung [Keu84], [KM87].
SCHÄFER leitet die Relativverschiebungen an den Knoten des Verbundelementes als Eingangs-
größe für die Ermittlung der Verbundreaktion aus den Knotenverschiebungen der angrenzenden
Elemente her [Sch75a]. Dafür muss das Interface-Element sich mindestens je eine Oberfläche mit
den angrenzenden Strukturelementen teilen. Während ein „Zero-Thickness“-Interface-Element
als Flächenelement keine weiteren Elementoberflächen besitzt, ist auch die Verwendung von
Volumenelementen in der Kontaktzone möglich. Wie bereits angesprochen, weist die dreidimen-
sionale Modellierung insbesondere für dünne Grenzschichten den entscheidenden Nachteil einer
sehr feinen, erforderlichen Diskretisierung der Verbundzone auf, vgl. z. B. [KM87], [Has90],
[CH98], [Nai07]. Gegenüber der expliziten Modellierung der dreidimensionalen Grenzschicht
zwischen Faser und Matrix mit Volumenelementen hat sich daher die Verwendung von zwei-
dimensionalen Interface-Elementen zur Beschreibung der Verbundreaktion durchgesetzt, vgl.
Kapitel 4.1.
Einen sich von diesen beiden Elementtypen grundsätzlich unterscheidender Ansatz stellt das
Verbundzonenelement von DE GROOT ET AL. dar, der die Verbundwirkung gemeinsam mit
der versteifenden Wirkung der Bewehrung erfasst [Keu84]. KEUSER fasst die Herleitung dieses
Elementtyps zusammen und kritisiert vor allem die mangelnde Flexibilität dieses spezialisierten
Ansatzes hinsichtlich des verwendeten Werkstoffgesetzes zur Beschreibung des Verbundverhal-
tens [Keu84], [KM87].
Im Jahr 2016 stellen PAGGI & WRIGGERS für numerische Simulationen im Rahmen der Bruch-
mechanik ein neuartiges Interface-Element in Anlehnung an die Kontaktmechanik vor, das
sich vor allem durch die Fähigkeit auszeichnet, unterschiedlich diskretisierte Oberflächen in
zwei- und dreidimensionalen Kontaktproblemen zu koppeln [PW16]. Die Simulation großer
Relativverschiebungen in der Kontaktzone ist dabei allerdings nicht vorgesehen, sodass die starre
Kopplung der Kontaktoberflächen nicht gelöst oder variiert werden kann [PW16]. Untersuchun-
gen zur Steifigkeit des an das neuartige Interface-Element angelehnte Kohäsivzonenmodells
anhand verschiedener Beanspruchungssituationen gemäß den typischen Deformationsmoden der
Bruchmechanik zeigt BAYAT, vgl. [Bay20].
Für die Anwendung im Rahmen dieser Arbeit eignet sich demnach nur das isoparametrische
Verbundelement entsprechend der Weiterentwicklung nach KEUSER, das im folgenden Kapitel
näher beschrieben wird.
5.2.2 Das Zero-Thickness-Interface-Element
Im Rahmen dieser Arbeit erfolgt die Diskretisierung der Verbundzone im dreidimensionalen
FE-Modell des Faser-Matrix-Verbundes, vgl. Abbildung 5.1, mit isoparametrischen „Zero-
Thickness“-Interface-Elementen. Diese Interface-Elemente sind Flächenelemente mit einer Ele-
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mentdicke von null und Doppelknoten, deren Knoten zunächst identische Koordinaten aufweisen,
starr mit jeweils einer der Strukturoberflächen in der Grenzschicht verbunden und damit unab-
hängig voneinander sind. Eine detaillierte Herleitung dieses Elementtyps zeigt KEUSER, vgl.
[Keu84]. Im Hinblick auf die vorgesehene Erweiterung des Elementkonzeptes um einen Kon-
taktalgorithmus, vgl. Kapitel 5.3, werden die Grundzüge der hier verwendeten Formulierung im
Folgenden kurz zusammengefasst.
Die Elementfläche des zweidimensionalen Interface-Elementes wird durch seine dimensionslo-
sen, örtlichen Koordinaten ξ und η jeweils in den Grenzen [−1; 1] als quadratisches Referenzele-
ment mit dem Flächeninhalt A = 4 beschrieben, vgl. Abbildung 5.2. Dem Isoparametriekonzept
entsprechend erfolgt die Transformation zwischen dem örtlichen Referenzkoordinatensystem
und den globalen Koordinaten mithilfe der Formfunktionen φi(ξ ,η) und den Elementknotenko-
ordinaten X̃. In Matrixschreibweise werden die globalen Koordinaten xP eines Punktes P, dessen
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]T (5.5)














T(ξP,ηP) · X̃ (5.7)
berechnet. Für lineare LAGRANGE-Polynome als Ansatzfunktionen für ein Interface-Element






4 (1−ξP) · (1−ηP)
1
4 (1+ξP) · (1−ηP)
1
4 (1+ξP) · (1+ηP)
1




und kann mit den örtlichen Koordinaten eines Punktes P ausgewertet werden. Die Ansatzfunk-
tionen nach LAGRANGE besitzen mit den Knotenverschiebungen physikalisch interpretierbare
Skalierungsfaktoren als Freiheitsgrade und erfüllen die Kriterien für gegen die exakte Lösung
konvergierende Ansätze [AD17]. Die Koordinatentransformation nach Gleichung (5.7) ist für den
im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Algorithmus zur Knotenzuordnung (engl. node mapping)
von besonderer Bedeutung, vgl. Kapitel 5.3.
Für die Auswertung der Verbundreaktion auf Materialebene ist darüber hinaus das lokale Koordi-
natensystem des Interface-Elementes von Bedeutung, das die tangentialen Verschiebungsrichtun-
gen s und t sowie die Normalenrichtung n unterscheidet, vgl. Abbildung 5.2. Dabei beschreibt
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die Normalenrichtung n die Verbundwirkung aufgrund von Relativverschiebungen orthogonal
zur Kontaktebene, während die Verbundschubspannungen entsprechend der Faserauszugsrich-
tung t und orthogonal dazu in Faserumfangsrichtung s bestimmt werden. Für die Auswertung
der Verbundspannungen über eine Verbundfläche sind die lokalen Koordinatenrichtungen des
Interface-Elementes für alle Elemente dieser Kontaktfläche einheitlich zu definieren. Daher
bietet es sich an, die Auszugsrichtung mit dem normierten Einheitsvektor nt als maßgebende
Bewegungsrichtung vorzugeben und die Bestimmung der übrigen Koordinatenrichtungen daran
zu orientieren.
Die Bestimmung der Normalenrichtung auf der Kontaktfläche erfolgt mithilfe der JACOBI-
Matrix, die die partiellen Ableitungen der globalen Koordinaten nach den örtlichen Referenz-
koordinaten zusammenfasst und damit eine Transformationsvorschrift darstellt [ZFT14]. Da
nur zwei Referenzkoordinaten zur Verfügung stehen, hat die Operatormatrix die Größe 2×3.










 · X̃ (5.9)
geschrieben werden [ZFT14]. Analog zu Gleichung (5.7) wird mit dem Einsetzen von Referenz-
koordinaten ξP und ηP in die partiellen Ableitungen der Formfunktionen die JACOBI-Matrix an
einem Punkt P ausgewertet.
Mit den Zeilen der JACOBI-Matrix sind zwei zueinander orthogonale Richtungsvektoren in der
Ebene der Elementfläche für einen Punkt P gegeben. Das Kreuzprodukt dieser Richtungsvektoren














die Normalenrichtung beschreibt und in die Transformationsvorschrift eingeht. Die Transforma-
tion der lokalen Verbundreaktion mit einer dreidimensionalen Verbundspannung und Verbund-









die aus den Einheitsvektoren der drei lokalen Koordinatenrichtungen zusammengesetzt ist, sodass
die Transformation der Verbundspannungen τ mit
τ gl = TT · τ lo (5.12)
und der Materialtangente C entsprechend Gleichung (4.106) in allgemeiner Form mit
Cgl = TT ·Clo ·T (5.13)
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durchgeführt werden kann. Mit den bekannten Einheitsvektoren nt für die tangentiale Verschie-
bungsrichtung und nn für die Normalenrichtung kann der noch unbekannte Richtungsvektor







Die Auswertung der Verbundreaktion auf der Materialebene, vgl. Kapitel 4.2 erfordert die Be-
stimmung von Relativverschiebungen zwischen den angrenzenden Strukturen. Daher werden
die Knoten des zweidimensionalen Interface-Elementes jeweils zu voneinander unabhängigen
Doppelknoten mit zunächst identischen Koordinaten erweitert. Im Rahmen dieser Arbeit ent-
spricht jeweils einer der Doppelknoten einem Oberflächenknoten eines Strukturelementes der
Matrix, d. h. das Verbundelement ist starr an die Matrixoberfläche gekoppelt. Der jeweils an-
dere Knoten des Knotenpaares ist starr an die Faseroberfläche gekoppelt und kann durch die
erweiterte Knotenzuordnung im verschieblichen Verbund entsprechend Kapitel 5.3 variierenden
Oberflächenknoten der Strukturelemente der Faser entsprechen. Im Folgenden werden diese
Knoten als virtuelle Pseudoknoten bezeichnet, da ihnen in dieser Formulierung des Interface-
Elementes keine realen Freiheitsgrade im Gesamtsystem zugeordnet werden, vgl. Kapitel 5.3.
Im Initialzustand der Kontaktzone mit starrem Verbund zwischen den Strukturen entsprechen
die Pseudoknoten exakt den angrenzen Oberflächenknoten der Faserelemente. In der folgenden
Abbildung 5.2 sind beispielhaft ein zweidimensionales „Zero-Thickness“-Interface-Element mit
vier Doppelknoten und linearen Formfunktionen zur Beschreibung seiner Geometrie sowie das

















Abbildung 5.2: „Zero-Thickness“-Interface-Element mit vier Doppelknoten im globalen und
lokalen Koordinatensystem und Referenzelement mit örtlichen Koordinaten
Die dreidimensionale Relativverschiebung δ entspricht der Differenz der Verschiebungen u
eines jeden Knotenpaares und wird zur Auswertung der Verbundreaktion auf Materialebene in
das lokale Koordinatensystem des Interface-Elementes transformiert. Die Vorzeichendefinition
für die Relativverschiebung ist so gewählt, dass bei einer aufklaffenden Verbundzone zwischen
Faser und Matrix eine positive Relativverschiebung in Normalenrichtung entsteht, die positive
Querzugspannungen induziert. Da die positive Normalenrichtung im Interface-Element durch
die entsprechende, vorab im Rahmen der Netzgenerierung durchgeführte Sortierung der Knote-
ninzidenzen von der Kontaktoberfläche in Richtung des Matrixinneren definiert ist, entspricht
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die Änderung der Relativverschiebungen an der Stelle x entlang der Verbundlänge `b mit
δ̇ (x) = u̇m(x)− u̇f(x) (5.15)
der Rate der Verschiebung der Matrixoberfläche abzüglich der Verschiebungsänderung an der Fa-
seroberfläche. Ein Auszug der Faser aus dem unverschieblich gelagerten Faser-Matrix-Verbund
verursacht demnach negative Relativverschiebungen δt und somit auch negative Verbundschub-
spannungen τt entlang der Verbundzone. In Matrixschreibweise kann die Kinematik, d. h. der
Zusammenhang zwischen Relativverschiebungen δ und den Verschiebungen u der beiden Kon-
taktoberflächen, für jede beliebige Stelle mit der Hilfsmatrix B als
δ = B ·u =


1 0 0 −1 0 0
0 1 0 0 −1 0






















Das Werkstoffgesetz zur Bestimmung der Verbundreaktion infolge von Relativverschiebungen
lautet in allgemeiner Form
τ = C ·δ , (5.17)
wobei die Materialtangente C entsprechend des in Kapitel 4.2 erläuterten Materialmodells nach
lokaler Iteration am Materialpunkt bestimmt wird.
Die der Gleichgewichtsbedingung mit Verbundspannungen τ und Randspannungen p
τ +p = 0 (5.18)
für das Element nur näherungsweise entsprechende Arbeitsgleichung nach dem Prinzip der
virtuellen Kräfte lautet in Weggrößenformulierung
−δAEl =
∫
δuT ·E ·u dA−
∫
δuT ·p dA (5.19)
und kann unter Berücksichtigung der Transformationsvorschrift nach den Gleichungen (5.12)
und (5.13) in lokalen und globalen Koordinaten aufgestellt werden, vgl. Kapitel 5.1. Für den
Bezug auf die Verschiebungen u ist die Verknüpfung der Zustandsgrößen auf Materialebene
mit den Zustandsgrößen auf Elementebene über die Hilfsmatrix B anzuwenden, sodass die
Randspannungen p mit
p = BT · τ (5.20)
den Verbundspannungen τ und die Elastizitätsmatrix E mit
E = BT ·C ·B (5.21)
der Materialtangente C entsprechen.
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Den Zusammenhang zwischen den Verschiebungen und den Knotenweggrößen als Freiheits-
grade des Gesamtsystems stellt der Verschiebungsansatz in Matrixschreibweise mithilfe der
Ansatzmatrix Ω entsprechend den auch für die Beschreibung der Elementgeometrie verwendeten
Formfunktionen 5.5 her [AD17]. Für das flächige Interface-Element mit zusätzlich eingefüg-
ten Pseudoknoten ist bei vorangegangener Separierung der Verschiebungsanteile entsprechend
Gleichung (5.16) dieser Zusammenhang sowohl für die realen Matrixelementknoten als auch
für die Pseudoknoten oder Faserelementknoten zu definieren, vgl. Kapitel 5.3. Daraus folgt die






Für die separierten Knotenpaare des Interface-Elementes lautet der Verschiebungsansatz zur Um-
rechnung der Knotenweggrößen v in Verschiebungen u mit der Ansatzmatrix H nach Gleichung
(5.22)
u = H ·v. (5.23)
In Analogie zu den wirklichen Verschiebungen u gilt für die virtuellen Verschiebungen der
separierten Doppelknoten
δu = H ·δv. (5.24)
Für ein zweidimensionales Element im dreidimensionalen Koordinatenraum mit den vier Dop-
pelknoten zwischen Faser und Matrix, wie in Abbildung 5.2 dargestellt, ergibt sich die dreidi-
mensionale Verschiebung an einem beliebigen Punkt P
uP =
[
um,P vm,P wm,P uf,P vf,P wf,P
]T (5.25)
aus den wahren 24 Knotenfreiwerten an den starr gekoppelten Faser- und Matrixknoten im




φA φB φC φD
φA φB φC φD
φA φB φC φD

 (5.26)
für die Referenzkoordinaten ξP und ηP des Punktes P [AD17].
Mithilfe des Verschiebungsansatzes (5.23) lässt sich die Arbeitsgleichung (5.19) so umformu-
lieren, dass die Knotenfreiwerte v als einzige Unbekannte im Gleichungssystem verbleiben.
Nach der Integration der Elementarbeiten über die Elementfläche ergibt sich die diskretisierte
Arbeitsgleichung zu
−δAEl = δvT · {KEl ·v− fEl} (5.27)
und ermöglicht das Herauslösen der Elementsteifigkeitsmatrix KEl und des Elementlastvektors
fEl für die Summe aller Arbeiten im Gesamtsystem nach Gleichung (5.1). Die Elementsteifig-
keitsmatrix KEl stellt den über die Elementfläche integrierten Verbundwiderstand in globalen
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Koordinaten dar und folgt aus
KEl =
∫
HT ·TT ·Clo ·T ·H dA (5.28)
mithilfe eines numerischen Integrationsverfahrens. Analog dazu folgt der Elementlastvektor fEl
als Integral der resultierenden Verbundspannungen aus
fEl =
∫
HT ·TT · τ lo dA. (5.29)
Da die Separation der Knotenpaare unerheblich für die Integration der Verbundreaktion über die
Elementfläche ist, liefert die Berechnung der Elementsteifigkeitsmatrix mit
KEl = BTmod ·
∫
ΩT ·TT ·Clo ·T ·Ω dA ·Bmod (5.30)
mit einer um die Anzahl der Knotenfreiwerte vergrößerten Hilfsmatrix Bmod dasselbe Ergebnis.
Entsprechend kann der Elementlastvektor mit
fEl = BTmod ·
∫
ΩT ·TT · τ lo dA (5.31)
bestimmt werden. Da die Knotenzuordnung der Pseudoknoten des Interface-Elementes zu
den wahren Oberflächenknoten der Faserstrukturelemente ebenfalls außerhalb der Integration
berücksichtigt werden soll, vgl. Kapitel 5.3, ist diese Berechnungsvariante zweckmäßig. Darüber
hinaus ist eine höhere Effizienz des Berechnungsprogramms zu erwarten, wenn die numerische
Integration der Elementsteifigkeitsmatrix mit einer geringeren Matrixgröße erfolgt.
Als numerisches Integrationsverfahren wird im Rahmen dieser Arbeit die GAUSS-LEGENDRE-
Quadratur verwendet, die sich verschiedenen Untersuchungen zufolge gegenüber dem NEW-
TON-COTES-Verfahren oder dem GAUSS-LOBATTO-Verfahren hinsichtlich Genauigkeit und
Berechnungsaufwand auszeichnet, vgl. [AD17], [Sd93], [DP94]. Für nähere Informationen zu
den numerischen Integrationsverfahren sowie der Herleitung der Quadraturformeln wird auf die
einschlägige Fachliteratur verwiesen, vgl. z. B. [Bat02].
Die numerische Integration nach GAUSS erfolgt in den örtlichen Koordinaten des Referenz-
elementes und liefert für stetige Polynome mit der Summe der Funktionswerte an definierten
Stützstellen den exakten Wert des Integrals [AD17]. Die Anzahl benötigter Stützstellen und
ihre Lage im Referenzkoordinatensystem sind für beliebige zu integrierende Funktionen in
Abhängigkeit ihrer Ordnung gegeben und können der Literatur entnommen werden [AD17]. Für


















f (ξi,ηj,ζk) ·wi ·wj ·wk, (5.32)
d. h. das Integral entspricht der Summe der Funktionswerte, multipliziert mit Wichtungsfaktoren
wi, wj und wk zur Berücksichtigung des dreidimensionalen Einzugsbereiches der jeweiligen
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Stützstelle [AD17]. Das tatsächliche Volumen des betrachteten Elementes
dV = dx dy dz = detJ dξ dη dζ (5.33)
kann mithilfe der Determinanten der JACOBI-Matrix ermittelt werden [ZFT14]. Da die JACOBI-
Matrix des flächigen Interface-Elementes keine quadratische Matrix ist und damit keine Deter-
minante gebildet werden kann, ist hier eine modifizierte Formulierung erforderlich. Die beiden
zueinander orthogonalen Richtungsvektoren in der JACOBI-Matrix spannen einen Quadranten
der Elementfläche auf. Das Kreuzprodukt dieser beiden Vektoren ergibt den Normalenvektor, der
als normierter Einheitsvektor nn entsprechend Gleichung (5.10) auch Teil der Transformations-
matrix nach Gleichung (5.11) ist. Die Länge des Vektors ohne seine Normierung, aufgestellt für
einen Punkt P entsprechend einer der n Stützstellen, entspricht der Fläche des Parallelogramms
zwischen den beiden Richtungsvektoren in der Elementebene und damit nach Multiplikation mit
dem dimensionslosen Flächeninhalt A = 4 des Referenzelementes dem gesuchten Flächeninhalt













mit−1≤ ξ ,η ≤ 1, wobei die Norm des Normalenvektors für das unverzerrte Element aufgestellt
wird und in jeder Stützstelle gleich groß ist. Erst durch die Multiplikation mit den Wichtungsfak-
toren w wird das Einzugsgebiet der Stützstellen bestimmt. Analog dazu kann mit identischem
Ergebnis auch die Determinante der um die Einheitsrichtungsvektoren der Koordinatenachsen zu
einer quadratischen Matrix erweiterten JACOBI-Matrix bestimmt werden [ZFT14].
Die Diskretisierung der Arbeitsgleichung auf Elementebene liefert die Elementsteifigkeitsmatrix















































nach numerischer Integration nach GAUSS.
Das beschriebene Interface-Element eignet sich nur für die Simulation von kleinen Relativbewe-
gungen in der Kontaktzone. Die für die Faserauszugsimulation notwendige Erweiterung dieser
Formulierung wird in Kapitel 5.3 vorgestellt und ermöglicht durch eine adaptive Kontaktfeststel-
lung die numerische Analyse großer Relativverschiebungen in der Kontaktzone.
5.2.3 Verikation des Verbundmodells
In Kapitel 4.1 sind einige Ansätze zur analytischen Lösung des Faserauszugproblems darge-
stellt. Zur qualitativen Verifikation des entwickelten Verbundmodells werden die analytischen
Näherungslösungen von MUKI & STERNBERG nach Abbildung 4.2 und von SLAUGHTER &
SANDERS entsprechend der Abbildung 4.3 herangezogen. Beide Modelle beschreiben das Fa-
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serauszugproblem für einen teilweise eingebetteten Stab unter einer Krafteinwirkung in einen
unendlich ausgedehnten, elastischen Halbraum, vgl. [MS70], [SS91]. Im Folgenden wird ein FE-
Modell erstellt und für eine Krafteinwirkung an der Faserspitze ausgewertet. Der Vergleich des
Zugspannungsverlaufs in der Faser entlang der Verbundzone für diese Modelle ermöglicht die
Verifizierung des Verbundmodells hinsichtlich der Beschreibung von starrem Verbund.
In Analogie zu den analytischen Lösungen in Kapitel 4.1 wird mithilfe des FE-Modells die
Kraftübertragung im starren Verbund untersucht. Dafür wird eine Faser mit einem Radius
von rf = 0,1mm und einer Einbindelänge von `e = 10 · rf = 1mm in eine Matrix eingebettet
und mit einer NEUMANN’schen Kraftrandbedingung von pz = 10N/mm2 an ihrer Spitze in
einem Abstand von `a = 0,1 · `e = 0,1mm zur Matrixoberfläche in einem Zeitschritt belastet.
Einem elastischen Halbraum näherungsweise entsprechend, beträgt der modellierte Matrixradius
mindestens rm = 5mm, was dem Fünfzigfachen des Faserradius entspricht und den üblichen
Einflussbereich einer Faser deutlich überschreitet, vgl. Abbildung 5.3. Darüber hinaus ist die
Matrix an ihren seitlichen Oberflächen mithilfe von homogenen DIRICHLET-Randbedingungen
in Faserlängsrichtung unverschieblich gelagert. Unterhalb des eingebetteten Faserendes wird
eine Matrixhöhe von hm− `e = `e = 1mm modelliert, an deren Unterseite ebenfalls eine un-
verschiebliche Festhaltung vorgesehen wird. Die doppelte Achsensymmetrie des Faser-Matrix-
Verbundes wird mit Berücksichtigung von Symmetrierandbedingungen ausgenutzt, sodass das
















Abbildung 5.3: Abmessungen und Randbedingungen des Berechnungsmodells zur Kraftübertra-
gung im starren Verbund
Den analytischen Näherungslösungen entsprechend, wird linear-elastisches Materialverhalten
nach HOOKE angenommen, wobei wie bei MUKI & STERNBERG für die Faser ein Elastizi-
tätsmodul von Ef = 100000N/mm2 und eine Querdehnzahl von νf = 1/3 und für die Matrix
ein Elastizitätsmodul von Em = 50000N/mm2 und eine Querdehnzahl von νm = 1/4 gewählt
wird, vgl. [MS69b]. Damit entspricht das Steifigkeitsverhältnis zwischen Matrix und Faser mit
Ef/Em = 2 den Modellannahmen, wie in Kapitel 4.1 erläutert.
5.2 Geometriemodell für die Verbundzone 137
Die Verbundzone wird mit isoparametrischen „Zero-Thickness“-Interface-Elementen mit linearen
Ansatzfunktionen entsprechend der in diesem Kapitel 5.2 erläuterten Formulierung diskreti-
siert. In zwei Diskretisierungsvarianten werden unterschiedliche Netzfeinheiten im Vergleich
ausgewertet. Darüber hinaus wird das FE-Modell in einer zusätzlichen Variante so verändert,
dass die Kraftübertragung in der Grenzschicht durch eine starre Kopplung zwischen Faser und
Matrix erfolgt anstatt mithilfe von Verbundzonenelementen. Um auch bei der Verwendung der
„Zero-Thickness“-Interface-Elemente in Verbindung mit dem entwickelten Materialmodell nach
Kapitel 4.2 einen quasi-starren Verbund zu generieren, wird den Verbundzonenelementen eine
sehr hohe Verbundsteifigkeit von Er = fr/sc > 1000000N/mm3 zugewiesen.
In der folgenden Abbildung 5.4 sind die Verläufe der Zugspannungen σzz,f in Fasermitte entlang
der bezogenen Einbindelänge und normiert auf die Zugspannung σzz,f
∣∣
ζ=0 in Höhe des Faseraus-
trittsortes als nahezu übereinstimmende Ergebnisse der drei untersuchten Varianten dargestellt.
Ebenfalls abgebildet sind die Spannungsverläufe nach den analytischen Näherungslösungen
von MUKI & STERNBERG sowie SLAUGHTER & SANDERS [MS70],[SS91], vgl. Kapitel 4.1.
Der qualitative Verlauf der analytischen Näherungslösungen wird mit allen Modellvarianten
passend wiedergegeben. Die geringfügigen Abweichungen der absoluten Spannungswerte und
der Spannungsverläufe ist gegebenenfalls auch auf die vereinfachte Ermittlung der Knoten-
spannungen innerhalb des institutseigenen FE-Programms zurückzuführen, vgl. Kapitel 5.1. Im
rechten Diagramm in Abbildung 5.4 ist die jeweils zugehörige normierte Verschiebung wf der
Fasermitte in z-Richtung über die bezogene Einbindelänge der Faser angegeben. Der Verlauf der
Verschiebungen entspricht den Erwartungen, kann jedoch mangels entsprechender analytischer
Lösungen nicht verifiziert werden.


































Abbildung 5.4: Analytische und numerische Näherungslösungen des normierten Verlaufes der
Zugspannungen und Verschiebungen in Fasermitte
Wie in Abbildung 4.2 dargestellt, ist der Verlauf der Faserzugspannung entlang der Faserachse
bei starrem Verbund weitestgehend unabhängig von der Einbindelänge als die maximal ver-
fügbare Verbundlänge. Für das vorliegende Verhältnis von Faser- und Matrixsteifigkeit werden
bei starrem Verbund mehr als 80% der einwirkenden Last über eine Verbundlänge von etwa
`b = 4 ·rf in die Matrix eingeleitet. Abweichende Steifigkeitsverhältnisse führen entsprechend der
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veränderten Beteiligung der beiden Komponenten auf steilere oder flachere Zugspannungsverläu-
fe und damit auf verkürzte oder verlängerte wirksame Lasteinleitungsbereiche, vgl. Abbildung
4.2. Zu beachten ist dabei, dass die Ausbildung eines idealen Lasteinleitungsbereiches gemäß
diesen Untersuchungen sowohl perfekten vollflächigen Verbund als auch eine ausreichend große
mitwirkende Matrixumgebung voraussetzt.
Neben der Übertragung von Zugspannungen ist die Fasertragwirkung auch durch die dehnungs-
behindernde Versteifung der Matrix gekennzeichnet. Als Ergebnis theoretischer Überlegungen
sind in Kapitel 3.2 in Abbildung 3.5 die Verläufe der Spannungen und Dehnungen des Faser-
Matrix-Verbundes über den Radius r dargestellt. Mithilfe eines FE-Modells wird im Folgenden
die analytische Lösung aus Kapitel 3.2 überprüft.
Das FE-Modell zur Beschreibung der Fasertragwirkung bei einer gleichförmigen Volumenver-
kleinerung der Matrix beschreibt eine vollständig eingebettete Faser, vgl. Abbildung 5.5. Neben
Symmetrierandbedingungen werden an jeder freien Matrixseite Randbedingungen gewählt, die
eine gleichförmige Volumenverkleinerung mit εrr,0 = εzz,0 =−0,0001 des Faser-Matrix-Verbun-
des beschreiben, vgl. Kapitel 3.2 und Abbildung 3.4. Die Abmessungen des Geometriemodells











w = ε0z · (hm + `e)
v =−ε0r · rm
u =−ε0r · rm
Abbildung 5.5: Abmessungen und Randbedingungen des Berechnungsmodells zur dehnungsbe-
hindernden Faserwirkung
Die Materialparameter werden entsprechend den Annahmen für die theoretischen Überlegungen
in Kapitel 3.2 gewählt, d. h. die Faser wird mit dem Elastizitätsmodul Ef = 200000N/mm2
und der Querdehnzahl νf = 0,3 charakterisiert, während der Matrix mit Em = 50000N/mm2
und νm = 0,2 für den Werkstoff Beton übliche Materialparameter zugewiesen werden. Es wird
vereinfachend linear-elastisches Materialverhalten nach HOOKE angenommen, vgl. Kapitel 3.2.
Die Verbundzone ist wie im vorigen Beispiel mit einer hohen Verbundsteifigkeit quasi-starr.
Die Ergebnisse der theoretischen Überlegungen aus Kapitel 3.2 sind in der folgenden Abbildung
5.6 in Graustufen hinterlegt, vgl. Abbildung 3.5. Im Vergleich dazu sind in Abbildung 5.6 die
5.2 Geometriemodell für die Verbundzone 139
Faser- und Matrixspannungen und -dehnungen an den Knoten des FE-Modells dargestellt. Die
gute Übereinstimmung des Spannungs-Deformations-Zustandes um die Verbundzone bestätigt
die theoretischen Überlegungen zur Versteifungswirkung der Fasern in der Betonmatrix.
Die geringfügigen Abweichungen der numerischen Ergebnisse in den Übergangsbereichen
zwischen Faser und Matrix sind auf die Diskontinuität der Materialsteifigkeit im Bereich der
Kontaktzone zurückzuführen, wobei insbesondere das scharfkantige Faserende eine numerisch
unzureichend beschriebene Singularitätsstelle darstellt. Der aus der dehnungsbehindernden Faser-
wirkung resultierende Spannungs-Deformations-Zustand in Fasermitte ist infolge dieser Diskon-
tinuität nur näherungsweise konstant über die Einbindelänge und in geringem Maße kleiner als
im Rahmen der theoretischen Überlegungen infolge einer gleichförmigen Volumenverkleinerung
von Faser und Matrix angenommen. Der Einfluss der Singularitätsstelle nimmt dabei mit zuneh-
mender Entfernung vom eingebetteten Faserende ab. So wird mit der Faserdruckspannung in
Höhe von σzz,max =−26,5N/mm2 der theoretisch ermittelte Wert σzz,f =−27,4N/mm2 gering-
fügig unterschritten, vgl. Abbildung 5.6. Die Kontaktpressung entlang der eingebetteten Faser ist
ebenfalls nur näherungsweise konstant und wächst von σrr,min =−12,4N/mm2 am Faseraustritts-
ort auf σrr,max =−12,7N/mm2 im Bereich des eingebetteten Faserendes an und übersteigt damit
geringfügig die theoretisch ermittelte Kontaktspannung von σrr(r = rf) =−12,4N/mm2, die der
Verbundnormalspannung τn entspricht, vgl. Kapitel 3.2. Abgesehen von numerischen Einflüssen
ist das entwickelte FE-Modell jedoch in der Lage, die dehnungsbehindernde Faserwirkung
realistisch abzubilden.





































Abbildung 5.6: Dehnungs- und Spannungsverläufe über den Radius von Faser und Matrix bei
starrem Verbund für eine Volumenverkleinerung von εrr,0 = εzz,0 = 0,1mm/m
Der nichtlineare Verlauf der Spannungen und Dehnungen über den Radius der Matrix in Abbil-
dung 5.6 gibt darüber hinaus Aufschluss über den Anteil der Matrix, der durch die dehnungs-
behindernde Faserwirkung beeinflusst wird. Die lokale Störung des Spannungs-Deformations-
Zustandes der Matrix durch die eingebettete Faser mit einem Radius von rf = 0,1mm ist demnach
in etwa 1mm Entfernung weitestgehend abgeklungen, vgl. Abbildung 5.6. Für das vorliegende
Steifigkeitsverhältnis im starren Faser-Matrix-Verbund ist daher mindestens ein Matrixradius
in Höhe des zehnfachen Faserradius erforderlich, um die aus der lokalen Inhomogenität einer
eingebetteten Faser resultierenden Zwänge abzubauen. Da die größtmögliche Kraftübertragung
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im Faser-Matrix-Verbund bei starrer Verbindung der Komponenten erfolgt, ist eine Ausweitung
der Matrixtragwirkung bei und nach dem Übergang in den verschieblichen Verbund nicht zu er-
warten. Für die folgenden numerischen Untersuchungen können in Anlehnung an die Ergebnisse
in Abbildung 5.6 auch kleinere Ausschnitte aus dem geometrischen Halbraum gewählt und unter
Berücksichtigung der erforderlichen Wegrandbedingungen an den Grenzen des Ausschnittes
diskretisiert werden.
5.3 Erweiterung für den verschieblichen Verbund
Das Faserauszugproblem zeichnet sich beginnend mit der Überwindung der initialen Verbund-
festigkeit durch eine veränderliche Verbundlänge zwischen Faser und Matrix aus. Der ständig
variierende Kontakt zwischen den Strukturen erfordert eine variable Modellierung der Geometrie.
In der Literatur liegen bislang nur wenige numerische Untersuchungen des Faserauszugverhaltens
bei einem vollständigen Auszug der Faser aus einer Matrix vor, vgl. z. B. [LMA10], [GNG+20],
[FW16], [CY15], [KKLB14], häufig basierend auf Modellierungsansätzen zur Beschreibung
des Verbundverhaltens von geripptem Bewehrungsstahl und Beton, welches experimentell und
numerisch bereits bei minimalen Relativverschiebungen ausgewertet wird, vgl. z. B. [MDS16],
[LZN15], [Lun05], [Aue14]. Dabei sind Ansätze zur Beschreibung des variablen Kontaktes zwi-
schen Faser und Matrix mit Interface-Elementen oder Bond-Link-Elementen mit veränderlicher
Vernetzung oder lokaler Kontaktauswertung für die Beschreibung des Verbund- und Delaminati-
onsverhaltens im Rahmen der Kontinuumsmechanik und auch der Bruchmechanik vorhanden,
vgl. z. B. [IGGS85], [GG85], [Vil96], [FQH+15], [CDR+15], [PW16], [Höw20], [Bay20].
Das im Rahmen dieser Arbeit verwendete „Zero-Thickness“-Interface-Element ist ein flächiges
Verbundelement im Kontaktbereich von zwei Strukturen, das in Abhängigkeit der dreidimensio-
nalen Relativverschiebung zwischen den Kontaktoberflächen eine Verbundreaktion überträgt,
vgl. Kapitel 5.2. Zur Berücksichtigung großer Relativverschiebungen wird speziell für diese
Interface-Elemente ein Kontaktalgorithmus entwickelt, der als Grundidee einen Interpolationsan-
satz verfolgt. Das grundlegende Konzept des entwickelten Algorithmus zur Berücksichtigung
großer Relativverschiebungen wird im Folgenden im Bezug auf das im Rahmen dieser Ar-
beit verwendete flächige Interface-Element vorgestellt. Ein kurzer Ausblick auf potenzielle
Erweiterungsmöglichkeiten dieses Ansatzes rundet die Beschreibung des Elementkonzeptes
ab. Im Rahmen der Verifizierung des entwickelten Verbundmodells wird auf die Grenzen des
Geometriemodells hingewiesen und die Beschreibung der Kontaktzonenrissbildung anhand der
grundlegenden Rissöffnungsarten der Bruchmechanik nachvollzogen.
5.3.1 Algorithmus zur Kontaktfeststellung und Knotenzuordnung
Die dreidimensionale Relativverschiebung als Eingangsgröße für die Bestimmung der Verbund-
reaktion wird innerhalb der Knotenpaare des „Zero-Thickness“-Interface-Elementes ermittelt,
vgl. Kapitel 5.2. Dabei ist je einer der Knoten identisch mit einem Oberflächenknoten der Ma-
trixstruktur, d. h. es herrscht eine starre Kopplung zwischen den Strukturelementen der Matrix
und den Interface-Elementen. Der andere Knoten eines jeden Knotenpaares wird als virtueller
Pseudoknoten bezeichnet und besitzt keine im Gesamtsystem existierenden Freiheitsgrade. Erst
mit der Zuordnung zu den Knoten der Faseroberfläche wird die Auswertung der Verbundreaktion
zwischen den Strukturen ermöglicht.
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Während bei starrem Verbund mit passender Vernetzung jeweils ein Oberflächenknoten der Faser
genau einem Pseudoknoten zugeordnet werden kann, stellen die virtuellen Interface-Element-
Knoten bei verschieblichem Verbund eine orthogonale Projektion der Oberflächenknoten der
Matrix auf die Faseroberfläche dar und befinden sich im Allgemeinen zwischen den umliegenden
Oberflächenknoten der Faser, vgl. Abbildung 5.7. Bei einer teilweisen Ablösung der Faser von
der Matrix treten die Phasen des starren und des verschieblichen Verbundes zeitgleich entlang
der Einbindelänge der Faser auf, vgl. Kapitel 3.3. Das macht die Entwicklung eines Algorithmus







Abbildung 5.7: Kontakt und Knotenzuordnung in unterschiedlichen Verbundphasen
Während mit der Hilfsmatrix B respektive Bmod nach Gleichung (5.16) der Zusammenhang
zwischen Relativverschiebungen δ und den Verschiebungen u der Komponenten bekannt ist und
mithilfe der Ansatzmatrix Ω entsprechend Gleichung (5.23) die Bestimmung von Verschiebun-
gen u in Abhängigkeit der Knotenweggrößen v erfolgt, vgl. Kapitel 5.2, ist für die Beschreibung
des verschieblichen Verbundes mit großen Relativverschiebungen die Definition einer weite-
ren Zuordnungsmatrix erforderlich. Diese stellt den Zusammenhang zwischen den virtuellen
Knotenfreiheitsgraden vEl des Interface-Elementes einschließlich der Pseudoknoten und den
wirklichen Knotenfreiheitsgraden vSy des Gesamtsystems her, sodass die Transformation der
Knotenweggrößen je Interface-Element mit
vEl = M ·vSy (5.37)
erfolgen kann. Die Einträge der Zuordnungsmatrix M stellen entsprechend des Interpolationsan-
satzes Wichtungsfaktoren dar, die basierend auf der Lage des Pseudoknotens in der Faseroberflä-
che bestimmt werden. Die Summe der Elementarbeiten (5.27) lässt sich bei Berücksichtigung
der Zuordnungsmatrix nach (5.37) schreiben als
−δAEl = MT ·δvTSy · {KEl ·M ·vSy− fEl}. (5.38)
Analog zur Separation der Knotenpaare des Interface-Elementes kann auch die Zuordnung zwi-
schen den Elementknoten und den wirklichen Systemknoten an die Integration der Verbundreak-
tion über die Elementfläche anschließend und vor dem Einsortieren der Elementsteifigkeitsmatrix
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und des Elementlastvektors in das Gesamtgleichungssystem mit
KEl = MT ·KEl ·M (5.39)
und
fEl = MT · fEl (5.40)
vorgenommen werden. Durch seine Allgemeingültigkeit ist dieses Vorgehen prinzipiell für
beliebige Elementtypen und -geometrien anwendbar. Auch hinsichtlich der Komplexität des
Materialmodells für die Verbundzone ergeben sich bei Anwendung dieses Konzeptes mit virtu-
ellen Pseudoknoten keine Einschränkungen. In Abhängigkeit des Interpolationsansatzes kann
die Knotenzuordnung hingegen auch unphysikalische Umlagerungseffekte hervorrufen, die im
folgenden Kapitel näher untersucht werden.
Die Feststellung von Kontakt beinhaltet auch die Feststellung von Kontaktverlust. Dieser ist
auf der Grundlage der Zuordnungsmatrix definiert, d. h. wenn eine Zuordnung aller Interface-
Element-Knoten zu den Faseroberflächenknoten möglich ist, herrscht vollflächiger Kontakt
zwischen dem angrenzenden Matrixelement und der Faser. Scheitert die Knotenzuordnung, weil
die Faseroberfläche gegenüber dem jeweiligen Interface-Element zu weit verschoben ist, wird
das Interface-Element infolge des fehlenden Kontaktes deaktiviert. In der Folge wird mit diesem
deaktivierten Verbundelement keine Verbundreaktion transferiert und keine Verbundsteifigkeit
in das System eingetragen. Die Spannungen des letzten Beanspruchungsinkrementes werden
elastisch abgebaut, während inelastische Verzerrungen und Schädigung verbleiben.
Durch die starre Kopplung der Interface-Elemente an die Matrixoberfläche ergibt sich aber auch
der Vorteil, dass der Spannungs-Deformations-Zustand und der Schädigungszustand des Ver-
bundzonenmaterials unabhängig von der aktuellen Lage der Faser direkt an der Oberfläche des
Faserkanals gespeichert wird. Damit ist beispielsweise auch eine erneute Aktivierung von Inter-
face-Elementen bei entgegengesetzter Verschiebung der Faser möglich. Der Kontaktalgorithmus
ermöglicht die Bestimmung der Verbundreaktion am verformten System, womit gewährleistet
wird, dass die Verzerrungen in den Interface-Elementen klein bleiben und die Kraftübertragung
durch die Verbundwirkung nur im tatsächlichen Kontaktbereich erfolgt. Während der Lösung
des geometrisch nichtlinearen globalen Gleichungssystems mithilfe des inkrementell-iterativen
NEWTON-RAPHSON-Verfahrens wird die Zuordnungsmatrix M in jedem Iterationsschritt ba-
sierend auf der aktualisierten Lage der verschobenen Strukturen neu aufgestellt. Neben einem
erhöhten numerischen Berechnungsaufwand folgt daraus, dass die Größe der Zuordnungsmatrix
M variabel ist, beteiligte Knoten der Faseroberfläche also von Iterationsschritt zu Iterations-
schritt wechseln, hinzukommen oder verschwinden können und die Deaktivierung des Interface-
Elementes bei Kontaktverlust wiederholt festgestellt oder rückgängig gemacht werden muss.
Demgegenüber führt die innerhalb der globalen Iteration wiederholte Aufstellung der Zuord-
nungsmatrix zu einer schnellen Konvergenz der Lösung. Da sich mit der Lage der Faser die
Relativverschiebungen als Eingangsgrößen für das Materialmodell der Verbundzone ändern,
fällt die Verbundreaktion zunächst in jedem Iterationsschritt anders aus, sodass bei physikalisch
nichtlinearem Materialverhalten eine signifikant abweichende Elementsteifigkeitsmatrix ermittelt
wird. Die Nachgiebigkeit der Verbundzone bestimmt wiederum die Lage der Faser in der Matrix.
Das geometrisch und physikalisch nichtlineare Faserauszugproblem ist demnach hochgradig
komplex und nicht mehr analytisch lösbar. Mithilfe des im Rahmen dieser Arbeit gewählten
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NEWTON-RAPHSON-Verfahrens kann dennoch eine stabile Konvergenz der Näherungslösung
erreicht werden.
Die orthogonale Projektion eines Interface-Element-Knotens, der gleichzeitig Teil der Matrix-
oberfläche ist, auf die Faseroberfläche dient der Lagebestimmung des zugehörigen virtuellen
Pseudoknotens. Erst mit der genauen Position des Pseudoknotens kann sein Verschiebungszu-
stand und damit die dreidimensionale Relativverschiebung innerhalb des Knotenpaares ermittelt
werden. Die Projektion erfolgt im verformten Zustand, d. h. unter Berücksichtigung der aktuellen
Verschiebungslösung im aktuellen Zeitschritt oder Beanspruchungsinkrement. Alternativ wäre
auch das Ansetzen des letzten ausiterierten Verformungszustandes denkbar. Demgegenüber stellt
die Berücksichtigung des aktuellen Verschiebungsinkrementes das Gleichgewicht unter Einhal-
tung der Verformungsbedingung zum Ende des Inkrementes oder Zeitschrittes sicher, sodass
deaktivierte Interface-Elemente keinen Verbundwiderstand aufweisen und die Verbundreaktion
auf Basis der aktuellen Kontaktfläche übertragen wird. Die Größe der Verschiebungsinkremente
spielt dabei nur eine untergeordnete Rolle, sofern die Dehnsteifigkeit der Faser ausreichend groß
ist gegenüber der Nachgiebigkeit der Verbundzone, d. h. solange sich die Verschiebung der Faser
zwischen benachbarten Knoten nur geringfügig unterscheidet.
Die Projektionsrichtung wird mithilfe des Normalenvektors auf dem jeweiligen Interface-Ele-
ment-Knoten bestimmt. Dabei müssen einerseits Wegrandbedingungen als natürliche Begren-
zung der Projektionsfläche, z. B. Symmetrierandbedingungen, und andererseits die bei linearen
Ansatzfunktionen zur Beschreibung der Elementgeometrie auftretenden Knicke an den Element-
übergängen berücksichtigt werden, vgl. Abbildung 5.8. Der Normalenvektor entspricht daher
dem arithmetischen Mittel derjenigen Normalenvektoren, die basierend auf der Elementgeo-
metrie der an den betrachteten Interface-Element-Knoten angrenzenden Elemente mithilfe der
JACOBI-Matrix analog zu Gleichung (5.10) ermittelt werden können, und ist auf eine Länge
von 1 normiert. Die JACOBI-Matrix wird hier entsprechend der initialen Elementform mit den
Knotenkoordinaten ohne Berücksichtigung der Verschiebung ermittelt. Alternativ wäre auch
die Berücksichtigung des verformten Zustandes denkbar und führt bei einem gewöhnlichen
Faserauszug mit kleinen Verzerrungen der die Verbundzone umgebenden Strukturen auf dasselbe
Ergebnis. Die entsprechend des Initialzustandes orthogonale Projektion stellt darüber hinaus


















Abbildung 5.8: Orthogonale Projektion der Matrixknoten auf die Faseroberfläche
Die Lage eines Pseudoknotens innerhalb einer Elementoberfläche der Faserstruktur kann wie
für jeden beliebigen anderen Punkt innerhalb des Elementes mithilfe der Formfunktionen be-
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schrieben werden. Die Ansätze zur Beschreibung der Elementgeometrie, zusammengefasst im
Vektor N und ausgewertet für einen im Referenzkoordinatensystem bekannten Punkt P, ergeben
nach Gleichung (5.7) bei Multiplikation mit den globalen Koordinaten der Elementknoten X̃ die
gesuchten globalen Koordinaten xP Punktes P. Mit den bekannten globalen Koordinaten des
zu projizierenden Interface-Element-Knotens xI und der Projektionsrichtung nn sind weitere
Informationen zur Bestimmung der Lage des Pseudoknotens P innerhalb der Faserelementober-
fläche gegeben. Durch die Verknüpfung dieser Informationen können schließlich die gesuchten
Koordinaten xP des Pseudoknotens bestimmt werden, vgl. Gleichung (5.41).
Vor der orthogonalen Projektion der Interface-Element-Knoten auf die Faseroberfläche ist für
jeden zu projizierenden Knoten die gegenüberliegende Faserelementfläche zu identifizieren.
Die Kenntnis der Elementknotenkoordinaten des gegenüberliegenden Faserelementes ist eine
wichtige Voraussetzung für die schnelle und korrekte Bestimmung der Lage der Pseudoknoten.
Dafür werden im Rahmen dieser Arbeit zunächst für jeden Interface-Element-Knoten die nächst-
gelegenen Knoten auf der Faseroberfläche gesucht und hinsichtlich ihrer Elementkonnektivität
untersucht, sodass zumeist mehrere Elemente mit potenziellem Kontakt zum jeweiligen Verbun-
delement gefunden werden. Zur Verbesserung der Robustheit der Knotenzuordnung wird die
Anzahl der berücksichtigten nächstgelegenen Knoten auf der Faseroberfläche in Abhängigkeit der
Elementgeometrie und der Ansatzordnung bestimmt. Das Verhältnis der Elementkantenlängen
zueinander und die Anzahl der Stützpunkte für die numerische Integration nach GAUSS sind die
zu bestimmenden mathematischen Kenngrößen des Interface-Elementes, nach denen die Anzahl
der berücksichtigten Knoten auf der Faseroberfläche ermittelt wird. Alle Faserelemente, die an
mehreren dieser Knoten angrenzen, werden nach ihrer Kontaktwahrscheinlichkeit sortiert und
zur Überprüfung der Schnittpunktkoordinaten vorgehalten. So kann sichergestellt werden, dass
der Suchalgorithmus auch bei länglichen Elementoberflächengeometrien mit unterschiedlich
langen, orthogonalen Elementkanten das einem Interface-Element-Knoten gegenüberliegende
Faserelement erfolgreich identifiziert. Insbesondere in den Rand- und Eckbereichen der mo-
dellierten Verbundzone ist eine präzise Lokalisierung der dem jeweiligen Interface-Element-
Knoten gegenüberliegenden Faserelementoberfläche von großer Bedeutung, um eine vorzeitige
Deaktivierung einzelner Interface-Elemente zu umgehen. Der vorgestellte Suchalgorithmus
erweist sich hier als zuverlässig und ausreichend robust.
Wenn der Abstand zwischen Interface-Element-Knoten und Faserknoten unterhalb eines defi-
nierten Grenzwertes liegt, entspricht dieser Faserknoten näherungsweise dem zum Interface-
Element-Knoten zugehörigen Pseudoknoten, vgl. Abbildung 5.7. Für die Knoten eines Interface-
Elementes können verschiedene Faserelemente als gegenüberliegend identifiziert und im Rahmen
des Kontaktalgorithmus für die Zuordnung zwischen Pseudoknoten und Faserelementknoten
verwendet werden. In der Regel ergeben sich mehrfache Beteiligungen von Faserknoten an
der Übertragung der Verbundreaktion eines Interface-Elementes, was bei der Aufstellung der
Zuordnungsmatrix M berücksichtigt werden muss. Die Bestimmung der Einträge der Zuord-
nungsmatrix kann bei einem entsprechenden Abgleich mit den bereits gefundenen, beteiligten
Faserknoten je Interface-Element, im Folgenden als aktive Knoten bezeichnet, knotenweise
erfolgen.
Im Rahmen dieser Arbeit werden dreidimensionale Strukturelemente für die Modellierung der
Faser verwendet, auf deren zur Matrix hin ausgerichteten Oberflächen die Interface-Element-
Knoten projiziert werden. Zunächst ist daher für das dem jeweiligen Interface-Element-Knoten
gegenüberliegende Faserelement festzustellen, welche Elementoberfläche der Matrix zugewandt
ist. Diese Information ist mit der Netzgenerierung bekannt. Daraus ergibt sich eine der drei
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Koordinaten des gesuchten Punktes P im Referenzkoordinatensystem zu 1 oder −1. Unbekannt
sind neben den globalen Koordinaten des Punktes P die beiden übrigen Referenzkoordinaten und
der Abstand r zu demjenigen Interface-Element-Knoten, der zur Kontaktfeststellung verwendet
wird. Der Abstand wird vorzeichengerecht entsprechend dem Normalenvektor der Interface-
Element-Oberfläche ermittelt. Der Normalenvektor weist üblicherweise von der Faser weg, um
entsprechend der Vorzeichendefinition im Materialmodell, vgl. Kapitel 4.2 bei einer Klaffung
positive Relativverschiebungen zu erhalten. Der berechnete Abstand r nimmt somit bei einer
Klaffung ein negatives Vorzeichen an. Überschreitet der Abstand zwischen den Kontaktflächen
einen definierten Betrag mit negativem Vorzeichen, gilt der Verbund der Strukturen an dieser
Stelle als aufgelöst, sodass keine Aufstellung einer Zuordnungsmatrix erforderlich ist und alle an
den entsprechenden Interface-Element-Knoten angeschlossenen Interface-Elemente deaktiviert
werden.
Bei ausreichender Nähe der Kontaktflächen im Interface-Element-Knoten des Verbundelementes
wird die Bestimmung der Lage des zugehörigen Pseudoknotens fortgesetzt. Das Gleichsetzen
der Beschreibung der Elementoberfläche in Form einer Ebenengleichung mit der Beschreibung
der Projektion als eine Geradengleichung eliminiert die globalen Koordinaten xP des gesuchten
Schnittpunktes und ergibt mit
xTP = N(ξP,ηP,ζP) · X̃≡ xTI + r ·nTn (5.41)
ein lineares Gleichungssystem mit drei verbleibenden Unbekannten, das analytisch lösbar ist.
Für ein Volumenelement als Faserstrukturelement mit m = 8 Knoten und linearen Ansatzfunk-
tionen und mit der bekannten Referenzkoordinate ζ = 1 lässt sich beispielsweise die globale
x-Koordinate des Pseudoknotens P als




φj(ξP,ηP,1) · xj (5.42)
anschreiben. Welche der drei Referenzkoordinaten als Bekannte eingesetzt wird, ist für die
Struktur und die Lösung des Gleichungssystems unbedeutend. Die allgemeine Form des Glei-
chungssystems und die Unbekannten bleiben auch bei der Verwendung von Elementansätzen
höherer Ordnung und einer entsprechend größeren Knotenanzahl m erhalten, sodass eine effi-
ziente programmiertechnische Umsetzung für beliebige Elementtypen möglich ist.
Die Lösung des linearen Gleichungssystems kann direkt als exakte Lösung oder iterativ als
Näherungslösung erfolgen. In Abhängigkeit der Ansatzordnung kann die exakte Lösung des
Gleichungssystems mathematisch aufwendig werden, daher wird im Rahmen dieser Arbeit eine
näherungsweise Lösung des Gleichungssystems gewählt. Die direkte Lösung des Gleichungssys-
tems mit dem GAUSS’schen Elimininationsverfahren ist im Rahmen dieser Arbeit für Interface-
Elemente mit linearen Verschiebungsansätzen zur Kontrolle des iterativen Lösungsverfahrens
implementiert worden.
Für eine iterative Lösung des Gleichungssystems werden zunächst in jedem Iterationsschritt die
Ansatzfunktionen des Faserelementes für eine vordefinierte Anzahl an Punkten entsprechend ei-
nem symmetrischen Punktraster um den Oberflächenmittelpunkt im Referenzkoordinatensystem
ausgewertet. Der Abstand r zwischen den so ermittelten Punkten auf der Faseroberfläche xP und
dem Interface-Element-Knoten xI als Ursprung der orthogonalen Projektion wird anschließend
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vorzeichengerecht ermittelt, um das Restgrößeninkrement R im umgeformten Gleichungssystem
R = N(ξP,ηP,ζP) · X̃−xTI + r ·nTn (5.43)
zu bestimmen und zu minimieren. Im Rahmen dieser Arbeit wird basierend auf der rechteckigen
Elementoberfläche als Anzahl der Stützstellen n = 4 gewählt. Derjenige Punkt, der das geringste
Restgrößeninkrement liefert, stellt den Mittelpunkt des symmetrischen Punktrasters im folgenden






sodass eine signifikante Eingrenzung der Lösung erfolgt. Die Elementgrenzen werden dabei
zunächst überschritten, um eine Lokalisierung in die Randbereiche des Referenzelementes zu
ermöglichen. Die Konvergenz der Näherungslösung gegen die exakte Lösung wird durch die
Unterschreitung eines Grenzwert ε = 1,0e−4 für das Residuum
R < ε (5.45)
festgestellt. Darüber hinaus wird auch ein Mittelwert Rm des Residuums der letzten n Itera-
tionen gebildet, um ein zweites Konvergenzkriterium zu definieren. Entspricht das aktuelle
Restgrößeninkrement dem Mittelwert der letzten n Residuen hinreichend genau mit
|R−Rm|< ε, (5.46)
wird die Iteration ebenfalls beendet, da aufgrund der geringen verbleibenden Rasterweite k keine
weitere Verbesserung der Lösung zu erwarten ist. Im Rahmen dieser Arbeit wird der laufende
Mittelwert über n = 12 Iterationen gebildet. Die maximale Iterationszahl, hier vordefiniert
zu nmax = 30, beendet die Iteration schließlich, falls trotz der exponentiellen Abnahme der
Rasterweite k nach Gleichung (5.44) keine Konvergenz festgestellt wird.
Die gefundene Lösung der Bestimmungsgleichung (5.41) muss durch eine Überprüfung der Ele-
mentgrenzen bestätigt werden. Liegen die Referenzkoordinaten des lokalisierten Schnittpunktes
außerhalb des Definitionsbereiches [−1; 1], muss das Aufstellen und Lösen des Gleichungssys-
tems erneut und mit anderen Elementkoordinaten potenziell gegenüberliegender Faserstruktur-
elemente erfolgen.
Nach der Lösung des Gleichungssystems (5.41) sind die Koordinaten des Pseudoknotens P auf
der Faserelementoberfläche im Referenzkoordinatensystem und der orthogonale Abstand r zur
Matrixoberfläche bekannt. Die globalen Koordinaten xP des virtuellen Pseudoknotens sind für
die Bestimmung seines Verschiebungszustandes nicht von Bedeutung und werden nicht explizit
berechnet, denn analog zur Beschreibung der Lage mithilfe der Ansatzfunktionen kann dem
isoparametrischen Konzept entsprechend auch der Verschiebungszustand des Pseudoknotens
mithilfe der Ansatzfunktionen ermittelt werden. Daraus folgen direkt die Wichtungsfaktoren wIj




wI1 wI2 ... wInk
]
(5.47)
die Gewichtung der Faserelementknoten hinsichtlich des Pseudoknotens innerhalb der Ele-
5.3 Erweiterung für den verschieblichen Verbund 147
mentfläche genau widerspiegeln. Damit entspricht die Ordnung der zwischen den umliegenden
Knoten interpolierten Positionsbeschreibung genau der Ansatzordnung zur Beschreibung des
Verschiebungszustandes.
Mit den bekannten Ansatzfunktionen ist dieses Konzept der Knotenzuordnung für beliebige
Elementtypen mit isoparametrischen Ansatzfunktionen beliebiger Ordnung anwendbar. Mit der
Zuordnungsmatrix, hier in allgemeiner Form für ein Interface-Element mit vier Knotenpaaren
mit den Wichtungsfaktoren wij ∈ [0; 1] mit i ∈ [1; 4] für die vier Pseudoknoten des Interface-
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aufgestellt, endet der entwickelte Algorithmus zur Knotenzuordnung. Die Summe der Einträge ei-
ner jeden Zeile der Zuordnungsmatrix muss dabei genau 1 ergeben, sodass sichergestellt ist, dass
der Betrag der Verbundreaktion an einem Interface-Element-Knoten respektive Pseudoknoten
durch die Knotenzuordnung nicht in seiner absoluten Größe verändert wird. Die Spaltensumme
entspricht der relativen Beteiligung der tatsächlich im System vorhandenen Knoten und kann
beliebige Werte annehmen.
Das entwickelte Konzept zur Kontaktfeststellung und Knotenzuordnung mit einem Interpola-
tionsansatz gemäß den Ansatzfunktionen der Strukturelemente unterliegt einigen Restriktionen,
deren Aufhebung im Rahmen dieser Arbeit nicht genauer untersucht wird. In dieser Formulierung
ist das Konzept nur für rechteckige Elementgeometrien mit über die gesamte Kontaktfläche
annähernd gleichbleibenden Elementkantenlängen anwendbar. Die Diskretisierung der Faser
muss dabei eine ähnliche Feinheit aufweisen wie die Diskretisierung der Verbundzone, da bei der
Knotenzuordnung nicht überprüft wird, ob die Kontaktfläche auf der Faserseite vollständig und
wahrheitsgemäß erfasst wird. Für dreieckige Elementoberflächen etwa wäre diese Überprüfung
zwingend erforderlich, um eine gleichmäßige Verteilung der Verbundreaktion auf die Kontakt-
fläche sicherzustellen. Gleichermaßen wird vorausgesetzt, dass sowohl die Faser- als auch die
Matrixoberfläche durch die Beanspruchung keine übermäßigen Verzerrungen aufweisen und sich
somit ebenfalls eine lückenlose Kontaktfläche ergibt.
Im folgenden Kapitel wird beispielhaft eine bereits im unbelasteten Initialzustand unterschiedli-
che Vernetzung von Verbundzone und Faser untersucht. Als Weiterentwicklung der gegenwärti-
gen Formulierung wird daher vorgeschlagen, definierte Einzugsbereiche in Abhängigkeit der
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jeweiligen Verbundelementgröße vorzusehen, über die eine resultierende Verbundreaktion unter
Berücksichtigung aller Faserelementknoten in diesen Bereichen verteilt wird.
Für die Simulation eines Faserauszugversuches mit großen Relativverschiebungen verlangt die
vorliegende Formulierung des Algorithmus im FE-Programm eine vollständige Allokation mögli-
cher Speicherplätze für alle Kombinationen zugeordneter Knotenfreiheitsgrade. Die entkoppelte
Vernetzung von Faser und Matrix mit daran angeschlossener Verbundzone führt im Allgemeinen
zu einer vergleichsweise großen und im Laufe der Simulation eines Faserauszugversuches immer
wieder veränderten Bandbreite im Gesamtgleichungssystem. Eine Umordnung der Matrixeinträ-
ge ist daher für eine effiziente Lösung des Gleichungssystems erforderlich. Im Rahmen dieser
Arbeit wird der CUTHILL-MCKEE-Algorithmus zur Optimierung der Bandbreite angewendet.
Die erweiterte Formulierung der Interface-Elemente erlaubt eine unabhängige und parallele
Ermittlung der Elementsteifigkeitsmatrizen und Elementlastvektoren. Für die parallelisierte
Berechnung mit dem institutseigenen FE-Programm werden alle Elemente eines FE-Modells
gleichmäßig auf eine vorbestimmte Anzahl an Prozessoren verteilt. Während die Informationen
aller Knoten wie beispielsweise ihre initiale und verschobene Lage überall für die Elementberech-
nung vorhanden sind, sind Elementinformationen wie etwa Konnektivitäten und Nachbarschaften
nicht allgemein zugänglich. Der Knotensuchalgorithmus, der im Rahmen der Elementberechnung
unabhängig für jeden Interface-Element-Knoten die Kontaktfeststellung und Knotenzuordnung
vollzieht, benötigt Informationen über die gesamte, potenzielle Kontaktfläche. Mithilfe von
zusätzlichen Eingabedateien werden jedem Interface-Element sowohl die Elementinzidenzen,
Knotennummern und Konnektivitäten der Faseroberfläche, als auch der Matrixoberfläche mitge-
geben. Dabei wird die Knotenreihenfolge entsprechend der Definition der Normalenrichtung
vorsortiert. Darüber hinaus muss der Zugriff auf die Ansatzfunktionen der Faserstrukturelemente
sichergestellt sein, um die Wichtungsfaktoren für die Zuordnungsmatrix M entsprechend der
Definition (5.49) zu bestimmen.
Die vorgestellte Erweiterung der Verbundelemente um den Algorithmus zur Kontaktfeststellung
und Knotenzuordnung ist vorgesehen zur Beschreibung des verschieblichen Verbundes mit dem
entwickelten Materialmodell, vgl. Kapitel 4.2. Der starre Verbund setzt dabei eine passende
Vernetzung beider Kontaktoberflächen voraus. Der Grenzwert des Abstandes zwischen einem
Interface-Element-Knoten und dem nächstgelegenen Faserknoten stellt die resultierende Relativ-
verschiebung bei erstmaliger Knotenzuordnung dar. Mathematisch betrachtet ist eine veränderte
Knotenzuordnung bereits bei einer geringen Relativverschiebung zwischen den Kontaktober-
flächen von weniger als der halben Verbundelementlänge in Verschiebungsrichtung sinnvoll,
um eine realitätsnahe Verbundwirkung abzubilden. Bei Verwendung von Verbundelementen,
die stark von einer quadratischen Grundfläche abweichen, ist die Knotenzuordnung bei einer
Verschiebung parallel zur langen Elementkante problemlos möglich. Wird der Grenzwert dieses
Abstandes in Übereinstimmung mit der Relativverschiebung sc, bei der die lokale Ablösung der
Kontaktflächen gemäß des Materialmodells erfolgt, gewählt, folgen daraus Anforderungen an die
Feinheit der Diskretisierung der Verbundzone und der Faser. Bei einer abweichenden Vernetzung
der Kontaktoberflächen im starren Verbund, wie im folgenden Kapitel beispielhaft untersucht, ist
die physikalische Interpretierbarkeit der Abstandsbegrenzung für die Knotenzuordnung nicht
mehr gegeben. Die Weiterentwicklung des vorgestellten Konzeptes für Verbundelemente hin-
sichtlich der Einzugsbereiche der Interface-Element-Knoten schließt eine vom Materialmodell
unabhängige Definition eines solchen Grenzwertes daher ein.
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5.3.2 Mismatching meshes
Bei der Anwendung des entwickelten Geometriemodells mit dem Algorithmus zur Kontakt-
feststellung und Knotenzuordnung wird im Regelfall von einer identischen Diskretisierung
der Kontaktoberflächen ausgegangen. Mit einsetzender Relativverschiebung wird die adaptive
Knotenzuordnung mithilfe des entwickelten Algorithmus unverzichtbar. Die folgende Unter-
suchung zeigt die Auswirkungen von unterschiedlich diskretisierten Kontaktoberflächen (engl.
mismatching meshes) auf die Kraftübertragung zwischen den gekoppelten Komponenten. Eine
anschließende Übertragung der Ergebnisse auf die Kraftübertragung zwischen zwei gegenein-
ander verschobenen Komponenten mit identischer Oberflächenvernetzung liefert Rückschlüsse
hinsichtlich der Grenzen des Modells.
Das Berechnungsmodell zur Beschreibung der Verbundwirkung zwischen zwei unterschied-
lich vernetzten Kontaktoberflächen umfasst einen quaderförmigen Ausschnitt aus einer ebenen
Verbundzone. Da infolge einer Knotenzuordnung im verschieblichen Verbund der Einzugsbe-
reich der Kraftübertragung auf beiden Kontaktoberflächen unterschiedlich groß ist, wird im
Folgenden eine quasi-starre Kopplung mithilfe der entwickelten Interface-Elemente mit initialer
Knotenzuordnung und linearen Ansatzfunktionen unter einer Zugbeanspruchung senkrecht zur
Kontaktebene simuliert.
Den Komponenten wird vereinfachend linear-elastisches Materialverhalten nach HOOKE zuge-
wiesen mit einem Elastizitätsmodul von jeweils E1 = E2 = 100000N/mm2 und vernachlässigter
Querdehnung. In Anlehnung an die Verifikationsbeispiele zum starren Verbund aus Kapitel 5.2
wird eine hohe Verbundsteifigkeit Er = fr/sc = 1000000N/mm3 gewählt. Die quadratische
Verbundfläche ist Ab = 1mm2 groß und mit insgesamt neun Interface-Elementen diskretisiert,
vgl. Abbildung 5.9.
Bei einer Verschiebung von v = 0,0001mm als inhomogene Randbedingung an der Oberseite
des quaderförmigen Ausschnittes senkrecht zur Verbundebene folgt aus dem Widerstand Kges
des Verbundwerkstoffes gegen die Ausdehnung oder das Auseinanderziehen mit der Höhe









eine Kraft von F = K ·v = 4,7619N beziehungsweise eine über den gesamten Verbundwerkstoff
konstante Zugspannung von σt = 4,7619N/mm2.
Zum Vergleich werden neben einer identischen Vernetzung beider Kontaktoberflächen eine in
eine Kontaktebenenrichtung abweichende und eine in beiden Richtungen abweichende Dis-
kretisierung der Kontaktoberfläche auf der den Verbundelementen gegenüberliegenden Seite
untersucht, vgl. Abbildung 5.9. Den im vorigen Kapitel 5.2 genannten Einschränkungen des
Algorithmus folgend ist nur eine Vergrößerung der Knotenabstände auf der Kontaktoberfläche
gegenüber der Verbundelemente denkbar, da andernfalls unter Umständen eine lückenhafte
Kraftübertragung erfolgt. Die Ergebnisse der genannten Varianten hinsichtlich der Zugkraftüber-
tragung und des Verbundspannungsverlaufes sind in der folgenden Abbildung 5.9 dargestellt. σt
beschreibt die Zugspannung in den Komponenten senkrecht zur Kontaktebene, während mit τn
die Haftzugspannungen in der Verbundzone bezeichnet sind.
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σt in N/mm2 σt in N/mm2 σt in N/mm2
4,4 5,14,8 4,8 4,35,2
4,8 4,8 4,3 5,0 3,8 5,2
τn in N/mm2 τn in N/mm2 τn in N/mm2
a) passend c) zweiseitig abweichendb) einseitig abweichend
Abbildung 5.9: Vertikale Zugspannungen und Verbundnormalspannungen bei abweichenden
Vernetzungen der Verbundzone und der Kontaktoberfläche
Wie in Abbildung 5.9 zu erkennen, kann grundsätzlich das Tragverhalten auch mit abweichender
Vernetzung der Kontaktoberfläche gegenüber der Verbundelemente abgebildet werden. Dabei
kommt es jedoch zu lokalen Spannungsunterschieden zwischen benachbarten Knoten, während
in Summe bei allen drei Varianten dieselbe Kraft übertragen wird. Insbesondere die Darstellung
der Verbundnormalspannungen über die Knoten zeigt eine Spannungsumlagerung von den
Rändern und Ecken der Verbundzone hin zur Verbundflächenmitte. Diese Spannungsunterschiede
erreichen eine beträchtliche Größe und sind unphysikalisch. Ihre Entstehungsursache liegt in der
mathematischen Formulierung der Knotenzuordnung.
Mithilfe des entwickelten Algorithmus zur Kontaktfeststellung und Knotenzuordnung wird die
über die Verbundelementfläche integrierte Verbundreaktion in Form von Knotensteifigkeiten und
Knotenkräften auf die gegenüberliegende Kontaktfläche projiziert. Dabei besteht eine räumliche
Differenz zwischen der Position der Verbundelementknoten und der Position des jeweiligen
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Schwerpunktes der Elementteilflächen, die im Rahmen der Integration den Elementknoten zuge-
wiesen werden. Demzufolge kommt es zu einer Verschiebung der übermittelten Verbundreaktion,
wobei das Integral der Verbundwirkung über die gesamte Verbundfläche unverändert korrekt
ist. Durch diese Umlagerung wird den Rand- oder Eckknoten ein vergrößerter und den mitti-
gen Knoten ein verringerter Anteil an Verbundsteifigkeit zugewiesen. Als Folge davon werden
Spannungsspitzen an den Rändern und Ecken der Verbundfläche erzeugt. Durch die ungleich-
mäßige Verteilung der Verbundreaktion werden zudem Schubspannungen in der Verbundebene
generiert, die unphysikalischen Zwängen innerhalb und in direkter Umgebung der Grenzschicht
entsprechen. Grundsätzlich sind zwei Lösungsansätze denkbar. Einerseits kann eine Korrektur
der Wichtungsfaktoren in der Zuordnung durch die Berücksichtigung der Lage der Schwer-
punkte einzelner Integralflächen eine gleichmäßige Kraftübertragung sicherstellen, andererseits
führt auch die simultane Knotenzuordnung aller Elementknoten der gesamten Verbundfläche
unter Berücksichtigung der gleichmäßig verteilten Verbundreaktion auf der Matrixseite zu einer
Berichtigung des Verbundspannungsverlaufes auf der gegenüberliegenden Kontaktoberfläche.
Analog dazu sind auch bei Verwendung quadratischer Ansatzfunktionen lokale Abweichungen
in der Verteilung der Verbundreaktion zu korrigieren.
Im Hinblick auf diese festgestellten Umlagerungen bei abweichenden Elementgrößen werden
im Folgenden die Auswirkungen von ungleichmäßig verteilten Relativverschiebungen auf die
Kraftübertragung zwischen zwei passend vernetzten Komponenten im verschieblichen Verbund
nach erfolgter Knotenzuordnung untersucht. Die dreidimensionale Relativverschiebung zwischen
zwei Komponenten kann in Abhängigkeit der Verbundsteifigkeit und des Dehnungsvermögens
der Komponenten konstant, linear oder nichtlinear über die Verbundlänge verlaufen. Eine kon-
stante Relativverschiebung etwa wird bei einer Verschiebung zweier Starrkörper gegeneinander
generiert. In der Grenzschicht des Verbundwerkstoffes Stahlfaserbeton ist hingegen je nach
Verbundqualität und Fortschritt des Faserauszuges ein schwach oder stark nichtlinearer Verlauf
der Relativverschiebungen parallel und senkrecht zur Kontraktebene zu erwarten, vgl. Kapi-
tel 3.3. Im Folgenden wird die Knotenzuordnung bei linearer Interpolation vereinfachend für
eine eindimensionale Grenzschicht der Länge `e = 10mm mit einer nichtlinearen parallelen
Relativverschiebung δt untersucht, vgl. Abbildung 5.10. Variiert werden dabei die Ausprägung
des Verschiebungsverlaufes, die Diskretisierung der Kontaktebene und der Grenzwert sc der
zulässigen Relativverschiebung zwischen zugeordneten Knoten.














Abbildung 5.10: Beispielhafte Verläufe der Relativverschiebung der Kontaktoberfläche entlang
der bezogenen Länge der Verbundzone
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Die Relativverschiebung δt verschwindet am Beginn der Grenzschicht. Am Ende der Grenz-
schicht wird eine Verschiebung von δt,max = 0,1mm erreicht, wobei nur die Kontaktfläche
gegenüber der Verbundzonenelemente eine Längsdehnung und daraus resultierend eine Verschie-
bung erfährt. Die vorstehende Abbildung 5.10 zeigt die gewählten Verschiebungsverläufe der
oberen Kontaktfläche. Eine lineare Zunahme der Relativverschiebungen veranschaulicht eine
eher schwache Verbundzone mit geringem Verbundwiderstand, wohingegen ein nichtlinearer
Verlauf der Relativverschiebungen über die Verbundlänge bei einem hohen Verbundwiderstand
beziehungsweise bei einer starren Kopplung auftritt, wie im Rahmen der Verifikation des Geo-
metriemodells für starren Verbund in Kapitel 5.2 gezeigt.
In der folgenden Abbildung 5.11 sind die Ergebnisse der Knotenzuordnung für eine grobe
Diskretisierung der Verbundzone mit einer Elementlänge von `El = `e/20 dargestellt. Dafür ist
die Abweichung der knotenweise akkumulierten Wichtungsfaktoren vom Wert 1, der bei starrem
Verbund eine gleichmäßige Kraftübertragung repräsentiert, über die bezogene Verbundlänge
ζ abgetragen. Die Verbundreaktion wird infolge der Toleranz der Knotenzuordnung für quasi-
starren Verbund zwischen der unteren Seite der Grenzschicht mit der Länge `e und der oberen
Kontaktfläche mit der Länge `b = `e+δt,max übertragen. Die Abweichung ∆w der resultierenden
Wichtungsfaktoren veranschaulichen in Abbildung 5.11 die Verteilung der Verbundreaktion auf
die Knoten der Grenzschichtoberseite.
























Abbildung 5.11: Abweichung der knotenweise akkumulierten Wichtungsfaktoren nach linearer
und nichtlinearer Relativverschiebung für Elementlänge `El = `e/20
Für einen vergleichsweise großen Grenzwert sc = `e/200 = `El/10 ist sowohl bei einer linear
zunehmenden Relativverschiebung als auch bei einem nichtlinearen Verschiebungsverlauf eine
lokale Vergrößerung der übertragenen Verbundreaktion zu erkennen. Dabei wird einem Knoten
bei unveränderter Einzugsfläche eine höhere Verbundsteifigkeit und eine größere Schubkraft
zugewiesen, was bei Lösung des Gesamtgleichungssystems zwangsläufig zu Unregelmäßigkeiten
in den resultierenden Knotenverschiebungen führt. Das Integral der Verbundreaktion über beide
Kontaktflächen bleibt dabei unverändert gleich; es handelt sich lediglich um lokal ungleichmä-
ßige Umlagerungen. Für einen kleineren Grenzwert sc = `e/2000 = `El/100 ergibt sich eine
gleichmäßigere Verteilung der Verbundreaktion infolge der Knotenzuordnung, vgl. Abbildung
5.11.
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Eine feinere Diskretisierung der Verbundzone bewirkt eine verstärkte Lokalisierung der Kraft-
übertragung zwischen den Kontaktflächen. In der folgenden Abbildung 5.12 sind signifikante
Abweichungen der Wichtungsfaktoren an vereinzelten Knoten inmitten der Verbundlänge zu er-
kennen. Auch bei einer verringerten Elementlänge wirkt sich die Wahl eines kleinen Grenzwertes
sc positiv auf die Verteilung der Verbundreaktion durch die Knotenzuordnung aus, wobei auch die
in rot dargestellten Verläufe für den kleinen Grenzwert sc = `e/2000 eine lokale Vergrößerung
der Verbundsteifigkeit und Verbundkraft an einem Knoten aufweisen, vgl. Abbildung 5.12.
Die Umlagerung der Verbundreaktion auf die Bereiche mit vergleichsweise hoher Relativverschie-
bung, d. h. am Ende der Grenzschicht, folgt aus der infolge von Längsdehnungen der Oberseite
reduzierten, mitwirkenden Verbundlänge. Dabei steuert der Grenzwert sc die Aktivierung des
Algorithmus zur Knotenzuordnung. Vor dem Hintergrund der numerischen Effizienz verringert
die Berücksichtigung dieser Toleranzschwelle bei annähernd übereinanderliegenden Knoten
erheblich den Rechenaufwand innerhalb der elementweisen Berechnung von Steifigkeitsmatrix
und Lastvektor. Im Einklang mit dem entwickelten Materialmodell unterscheidet der Grenzwert
sc zwischen linear-elastischem Materialverhalten mit quasi-starren Verbund und nichtlinearem
Verbundverhalten mit Relativverschiebungen zwischen den Kontaktoberflächen. Numerische
Ungenauigkeiten bei der Bestimmung von Knotenabständen im Rahmen des Knotensuchal-
gorithmus werden außerdem effektiv aufgefangen. Trotz dieser Vorteile führt die Einführung
einer Toleranzschwelle sc insbesondere an der Übergangsstelle zwischen der Über- und Unter-
schreitung des Grenzwertes zu Unregelmäßigkeiten, wie in den Abbildungen 5.11 und 5.12 zu
erkennen, und unter Umständen zu Konvergenzproblemen.
























Abbildung 5.12: Abweichung der knotenweise akkumulierten Wichtungsfaktoren nach linearer
und nichtlinearer Relativverschiebung für Elementlänge `El = `e/80
Dabei spielt die Größe des Verbundwiderstandes, die zusammen mit dem Dehnungsvermögen der
Komponenten maßgeblich den Verlauf der Relativverschiebungen bei Beanspruchung bestimmt,
nur eine untergeordnete Rolle. Eingehende Untersuchungen der Entwicklung der Relativver-
schiebung während der fortschreitenden Ablösung zwischen Faser und Matrix zeigen, dass die
Ausprägung der nichtlinearen Verteilung von Relativverschiebungen und Verbundspannungen
bei zunehmender Gesamtverschiebung mindestens bis zur vollständigen Ablösung erhalten
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bleibt, vgl. Kapitel 5.2. Damit können durch eine sorgfältige Einstellung der Modellparameter
Konvergenzprobleme aufgrund von unphysikalischen Umlagerungen vermieden werden.
Die gewählte Größe des Grenzwertes hat einen direkten Einfluss auf die Umlagerung der Ver-
bundreaktion im Bereich von zunehmenden Relativverschiebungen. Je kleiner der Betrag von
sc gewählt wird, desto größer ist die Dämpfung der numerischen und physikalischen Singulari-
tätsstelle im Bereich der beginnenden Ablösung zwischen den Kontaktoberflächen. Übertragen
auf das Faserauszugproblem bedeutet das, dass die mit Beanspruchung allmählich einsetzende
Kontaktzonenrissbildung am Faseraustrittsort durch einen kleinen Grenzwert sc bei geringen
Relativverschiebungen durch die weitreichende Aktivierung der Knotenzuordnung eine größere
Verbundfläche am Lastabtrag beteiligt ist und somit eine gleichmäßigere Verteilung der Verbund-
reaktion im Bereich der aktivierten Faserlänge möglich ist. Die Ergebnisse in den Abbildungen
5.11 und 5.12 weisen darauf hin, dass ein geringes Verhältnis zwischen dem Grenzwert sc und
der Elementlänge `El, z. B. sc/`El = 0,01 wie bei der groben Diskretisierung in Verbindung
mit sc2, zu gleichmäßigeren Umlagerungen führen kann. Die Wahl sehr kleiner Beträge für die
Toleranzgrenze sc macht jedoch gleichzeitig eine gezielte Steuerung der Faseraktivierung im
Rahmen des Debondings mit dem entwickelten Modell unmöglich. Die Ablösung der Faser
von der Matrix bei geringfügigen Relativverschiebungen, die durch die Überschreitung dieses
Grenzwertes definiert ist, bewirkt bei entsprechender Querkontraktion der Faser infolge der
Beanspruchung ein plötzliches Ausreißen der Faser aus der Matrix. Die Gleichschaltung der
Aktivierung des Knotensuchalgorithmus mit der materialbedingten Ablösung der Komponenten
voneinander im entwickelten Modell erfordert die Einstellung der Größe von sc gemäß der
adhäsiven Verbundwirkung, vgl. Kapitel 4.2 und 5.2.
5.3.3 Rissönungsarten der Verbundzone
Der Übergang zwischen starrem und verschieblichem Verbund ist durch die spontane Bildung ei-
nes Kontaktzonenrisses innerhalb der Grenzschicht zwischen den Komponenten gekennzeichnet.
Die Auflösung des von Haftung, Adhäsion und Mikroverzahnung geprägten starren Verbundes
wird durch die einsetzende dreidimensionale Relativverschiebung zwischen Faser und Matrix
initiiert, vgl. Kapitel 3.1. Die Beanspruchung der Grenzschicht ist dabei im Regelfall eine Kombi-
nation aus einem ebenen Anteil parallel zur Kontaktebene und einem Anteil in Normalenrichtung,
vgl. Kapitel 4.2. Die Bildung des Kontaktzonenrisses ist im Allgemeinen die Folge aus dieser
gemischten Beanspruchung.
Abbildung 5.13: Schematische Darstellung der bruchmechanischen Rissöffnungsarten infolge
einer Querzug- und ebenen Schubbeanspruchung
Im Folgenden wird die Ablösung infolge der Kontaktzonenrissbildung und die damit einherge-
hende Relativverschiebung der Komponenten gegeneinander zur Überprüfung der Funktionalität
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des um den Algorithmus zur Kontaktfeststellung und Knotenzuordnung erweiterten Geometrie-
modells vereinfacht in Analogie zu den Rissmodi der linear-elastischen Bruchmechanik simuliert.
Maßgebend sind dabei zum einen der erste Deformationsmodus mit einer Beanspruchung normal
zu den Rissufern mit einer daraus resultierenden Klaffung und zum anderen der zweite Rissmo-
dus mit einer ebenen Schubbeanspruchung der Grenzschicht, wie in Abbildung 5.13 skizziert.
Die dritte mögliche Beanspruchungskategorie mit Verschiebungen der Komponenten quer zur
Rissausbreitungsrichtung infolge einer Scherbeanspruchung wird im Rahmen dieser Arbeit nicht
näher betrachtet, da sie für die Modellierung des rotationssymmetrischen Faserauszugproblems
mit unzulässiger Verdrillung der Faser innerhalb des Faserkanals nicht von Bedeutung ist, vgl.
Kapitel 4.2.
Für die Simulation der Deformation und Separation eines Verbundkörpers wird ein quaderför-
miger, nicht gekrümmter Ausschnitt zweier gekoppelter Strukturen jeweils mit quadratischem
Querschnitt mit einer Kantenlänge von a = 1mm gewählt und diskretisiert. Zusätzlich zur Ver-
bundzone mit einer Länge von `b = 10mm, welche in Abbildung 5.14 in rot gekennzeichnet ist,
werden an beiden Enden jeweils a = 1mm nicht gekoppelte Länge zur geregelten Einleitung
der Beanspruchung und der Lagerung vorgesehen, sodass das FE-Modell eine Gesamtlänge von
`= 12mm aufweist, vgl. Abbildung 5.14. Während der untere Teil des Verbundkörpers statisch
bestimmt gelagert ist, wird der obere Teilkörper an einer der Stirnseiten durch eine inhomoge-
ne Wegrandbedingung beansprucht. Zur Vermeidung unplanmäßigen Ausweichens wird auch
der obere Teil des Verbundkörpers seitlich durch entsprechende DIRICHLET-Randbedingung
gehalten. Für die Simulation einer Klaffung wird zusätzlich der Lasteinleitung gegenüberliegen-
de Stirnseite des oberen Teilkörpers in vertikaler Richtung gehalten. Für die Simulation einer
parallelen Verschiebung der Teilkörper wird durch eine zusätzliche Festhaltung des oberen Teils








Abbildung 5.14: Parameterdefinition des Berechnungsmodells für die Simulation von bruchme-
chanischen Rissöffnungsarten
Für beide Komponenten wird im Rahmen dieses Beispiels linear-elastisches Materialverhal-
ten ohne Berücksichtigung von Querdehnung gewählt. Dem oberen Teilkörper wird dafür
ein Elastizitätsmodul von E = 10000N/mm2 zugewiesen, während der untere Teilkörper mit
E = 100000N/mm2 vergleichsweise steif ist. Die Verbundzone wird mit dem entwickelten
Materialmodell gemäß Kapitel 4.2 beschrieben. Durch eine entsprechende Wahl der Modell-
parameter lässt sich die Verbundzone mit linear-elastisch-ideal-plastischem Materialverhalten
ohne eine Schädigungs- und Degradationsentwicklung beschreiben mit einer Verbundfestig-
keit von fr = fs = 10N/mm2. Vereinfachend wird eine Verfestigung infolge der Interaktion
mit verschiebungsinduzierten Verbundnormalspannungen ausgeschlossen. Als fiktiver Faser-
durchmesser df = 1mm wird die Dicke eines Teilkörpers senkrecht zur Verbundzone gewählt.
Mit einer elastischen Relativverschiebung sc = 0,01mm bis zum Beginn der Ablösung, die
hier als Grenzwert des tolerierten Abstandes zwischen Interface-Element-Knoten und dem
nächstgelegenen Faserknotens gewählt wird, wird der Verbundzone eine Steifigkeit in Höhe von
Er = fr/sc = 1000N/mm3 zugewiesen.
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Zur Verifikation des erweiterten Geometriemodells werden je Beanspruchungskategorie FE-
Modelle mit insgesamt drei verschiedenen Diskretisierungen miteinander verglichen. Ausgehend
von der Diskretisierung mit isoparametrischen Hexaeder- und Interface-Elementen mit linearen
Ansatzfunktionen, im Folgenden als Variante A bezeichnet, werden weitere Varianten mit der
halben Elementkantenlänge (Variante B) und mit vergrößerter Ansatzordnung (Variante C)
untersucht. Entsprechend beträgt bei Variante A die Anzahl der Freiheitsgrade 7350, während
bei Variante B mit der feineren Vernetzung und bei Variante C mit zusätzlichen Knoten in der
Mitte aller Elementkanten sowie in den Elementmittelpunkten das Gleichungssystem 47142
Freiheitsgrade umfasst. Für beide Beanspruchungsarten in Abbildung 5.13 wird der Widerstand
des Verbundkörpers gegen die Separation der Komponenten im Bezug auf die Beanspruchung in
Form der Wegrandbedingung ausgewertet.
In der folgenden Abbildung 5.15 sind die Ergebnisse der Simulation einer Klaffung anhand der
drei untersuchten Varianten dargestellt. Auf der linken Seite sind die Querzugspannungen σzz in
den Komponenten und die Verbundnormalspannungen τn in der Verbundzone gemäß Variante A
bei einer senkrechten Relativverschiebung von ∆w = 0,1856mm an der Stirnseite abgebildet.
Das Diagramm auf der rechten Seite zeigt die fortschreitende Risslänge `cr über die aufgegebene
Relativverschiebung ∆w an der Stirnseite des oberen Teilkörpers für alle drei untersuchten
Varianten A, B, und C. Die unterschiedlichen Diskretisierungen führen dabei auf denselben
Rissfortschritt. Die Bildung von Kontaktzonenrissen aufgrund von Querzugspannungen ist daher




















Abbildung 5.15: Verteilung der Querzug- und Verbundnormalspannungen und Kontaktzonen-
rissbildung infolge der Relativverschiebung ∆w
Die zweite Rissmode entspricht der wesentlichen Beanspruchung der Verbundzone im Rahmen
von Faserauszugproblemen. Die folgende Abbildung 5.16 fasst die Ergebnisse der Simulation
von Schubbeanspruchungen für die drei Untersuchungsvarianten zusammen. Auf der linken
Seite sind aus der Simulation der Variante A die Schubspannungen σxz in den Komponenten und
die Verbundschubspannungen τt bei einer parallelen Relativverschiebung von ∆u = 0,0387mm
an der Stirnseite dargestellt. Das Diagramm auf der rechten Seite zeigt den Verlauf des integralen
Verbundwiderstandes als Zugspannung σxx in Verschiebungsrichtung über die aufgegebene
Relativverschiebung ∆u an der Stirnseite oberen Teilkörpers für alle drei untersuchten Varianten.
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Die unterschiedlichen Diskretisierungen der Varianten A, B, und C führen dabei auf dieselben
Verläufe. Die Kontaktzonenrissbildung infolge von Schubbeanspruchungen des Verbundkörpers
kann für das vereinfacht beschriebene, linear-elastisch-ideal-plastische Verbundverhalten oh-
ne Degradation und Schädigung anhand des Auszugwiderstandes nachvollzogen werden, vgl.
Abbildung 3.9. Der Rissfortschritt erfolgt im Bereich des Plateaus, vgl. Abbildung 5.16. Mit
Beginn des absteigenden Verlaufes gilt die Kontaktzone als vollständig gerissen. Die Bildung von
Kontaktzonenrissen aufgrund von Schubspannungen sowie der infolge weiterer Verschiebungen























Abbildung 5.16: Verteilung der Schub- und Verbundschubspannungen und Verlauf des Auszug-
widerstandes über die Relativverschiebung ∆u
Die wesentlichen Beanspruchungsarten der Verbundzone im Faserauszugproblem werden durch
das entwickelte Verbundmodell adäquat beschrieben. Dabei zeigen die Verbundzonenelemente
mit linearen und quadratischen Ansatzfunktionen im Hinblick auf die physikalische Singularität
im Bereich der scharfkantigen Steifigkeitssprünge zwischen den Komponenten bei unterschied-
lichen Diskretisierungsfeinheiten realistische Spannungsverteilungen. In den Untersuchungen
zum Schubtragverhalten wird eine auffällige Querdruckspannungsentwicklung am Beginn und
am Ende der veränderlichen Verbundlänge beobachtet. Eine detaillierte Auswertung dazu ist
dem folgenden Kapitel zu entnehmen. Mit dieser Verifikation gilt das Modell als geeignet für
weiterführende numerische Untersuchungen des Verbundes und des Auszugverhaltens einer
in eine UHPC-Matrix eingebetteten Faser. Numerische Analysen von Faserauszugversuchen
werden im folgenden Kapitel vorgestellt.

6 Numerische Analyse der Fasertragwirkung
Die Charakterisierung und Modellierung der Tragwirkung rissüberbrückender Mikrostahlfasern
in UHPFRC ist das Ziel dieser Arbeit. Dazu werden im folgenden Kapitel numerische Analysen
mit dem Verbundmodell, bestehend aus dem in Kapitel 4 vorgestellten Materialmodell in Verbin-
dung mit dem Geometriemodell aus Kapitel 5, durchgeführt und systematisch ausgewertet. Dabei
werden im Rahmen dieser Arbeit Potenziale und Auswirkungen der Faserzugabe in zugbean-
spruchten Querschnittsbereichen beziehungsweise infolge einer zentrischen Zugbeanspruchung
betrachtet.
Gemäß Kapitel 2 entfalten Mikrostahlfasern ihre Tragwirkung in ultrahochfestem Faserbeton
nicht erst bei der beginnenden Aufweitung von Mikrorissen, sondern beteiligen sich auch im
ungerissenen Zustand I des Faserbetons, der durch einen starren Verbund zwischen Fasern und
der umgebenden Matrixstruktur gekennzeichnet ist, entsprechend ihrer Steifigkeit und ihrem
Volumenanteil am Lastabtrag, vgl. Kapitel 2. Für das Verständnis der Fasertragwirkung ist daher
der Spannungszustand in unmittelbarer Umgebung der Faser vor der sogenannten Faserakti-
vierungsphase infolge einer mehrfachen Rissbildung im Gefüge von Interesse, vgl. Abbildung
2.1. Zunächst wird in Kapitel 6.1 eine vollständig in eine ungerissene Betonmatrix eingebettete
Einzelfaser untersucht. Diese Untersuchung erlaubt die Identifizierung von Auswirkungen des
Fasereinschlusses auf das Spannungs-Deformations-Verhalten sowie von potenziellen Schwach-
stellen im diskontinuierlichen Gefüge. Im Rahmen dieser Untersuchungen erfolgt auch die
Kalibrierung und Validierung der verwendeten Materialmodelle für die hochfeste Stahlfaser und
die ultrahochfeste Betonmatrix.
Die Kalibrierung und Validierung des Verbundmodells anhand experimenteller Untersuchungen
aus der Literatur wird in Abschnitt 6.2 vorgestellt. Simuliert und numerisch analysiert wird das
Auszugverhalten von geraden Mikrostahlfasern mit glatter Oberfläche, die senkrecht zur Matrix-
oberfläche in einen ultrahochfesten Feinkorn-UHPC eingebettet sind. Darüber hinaus werden
auch gegenüber der Auszugrichtung geneigt eingebettete Fasern und Fasern mit mechanischer
Endverankerung untersucht. Anhand der verschiedenen Anwendungsbeispiele wird außerdem
eine zusammenfassende Bewertung des entwickelten Verbundmodells vorgenommen.
Abschließend erfolgt in Kapitel 6.3 die Auswertung der Forschungsergebnisse hinsichtlich der
Fasertragwirkung in UHPFRC. Eine numerische Analyse der Verbundermüdung zeigt dabei
Grenzen der Leistungsfähigkeit des Faserverbundwerkstoffes bei wiederkehrenden Zugbeanspru-
chungen auf. Darüber hinaus wird die Optimierung der Faserwirksamkeit sowie der Robustheit
von ultrahochfesten Faserbetonen auf Basis der Verbundwirkung evaluiert.
6.1 Numerische Analyse des starren Faser-Matrix-Verbundes
Zur numerischen Analyse des starren Faser-Matrix-Verbundes ist das Materialverhalten der Kom-
ponenten Faser und Matrix sowie der Verbundzone zu kalibrieren. In die kontinuumsmechanische
Modellierung werden die Plastizitätstheorie mit Berücksichtigung von ver- und entfestigendem
Materialverhalten sowie die Kontinuumsschädigungsmechanik einbezogen. Die Komplexität der
verwendeten Materialmodelle genügt dabei dem in Kapitel 2 beschriebenen phänomenologischen
Materialverhalten der Komponenten. Die Kalibrierung des Verbundmodells orientiert sich hier
an den Ergebnissen aus Kapitel 5.2 zur Verifikation des Geometriemodells hinsichtlich der
Beschreibung von starrem Verbund. Die Modellierung der für das Auszugverhalten wesentlichen
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Phase des verschieblichen Verbundes wird erst im anschließenden Kapitel 6.2 an entsprechende
Faserauszugversuche angepasst.
6.1.1 Modellierung des Materialverhaltens von Stahldrahtfasern
Üblicherweise werden in ultrahochfestem Faserbeton hochfeste Mikrofasern aus kalt gezogenem,
häufig mit Messing umhüllten Walzstahldraht verwendet, vgl. Kapitel 2.1. Das Zugspannungs-
Dehnungs-Verhalten von hochfestem Stahl weist weder plastisches Fließen in Form eines Pla-
teaus in der Spannungs-Dehnungs-Linie noch eine ausgeprägte Verfestigung auf. Nach dem
zur Dehnung proportionalen Anstieg der Zugspannung versagt das Material bei Erreichen der
Zugfestigkeit spröde mit einer geringen Bruchdehnung. Im Rahmen der numerischen Untersu-
chungen zur Fasertragwirkung in UHPFRC werden als maßgebende Versagensmechanismen
das Herausziehen der Faser aus der Matrix sowie das Reißen der Faser in Betracht gezogen.
Zur Beschreibung des Erreichens der Zugfestigkeit ist mindestens eine linear-elastisch-ideal-
plastische Modellierung des Spannungs-Deformations-Verhaltens von Stahlfasern erforderlich.
Die Modellierung einer Schädigungsentwicklung etwa infolge von Ermüdungsbeanspruchungen
der Faser im Riss ist nicht Bestandteil dieser Arbeit.
Das verwendete Materialmodell für die hochfesten Stahlfasern basiert auf dem Versagenskriteri-
um nach VON MISES
FM(σ ) =
√
3 · J2− fy = 0, (6.1)
das den zulässigen dreidimensionalen Spannungszustand σ mithilfe der zweiten Invariante
des zugehörigen Spannungsdeviators J2 auf die Fließgrenze fy des Materials, die hier der
einaxialen Zugfestigkeit ft entspricht, begrenzt [DK98], [GS16]. Auf die Berücksichtigung einer
isotropen oder kinematischen Verfestigungsfunktion wird im Rahmen dieser Arbeit verzichtet.
Das Kriterium (6.1) entspricht im dreidimensionalen Hauptspannungsraum einem Kreiszylinder
um die hydrostatische Achse, der im Schnitt durch die σ1-σ2-Ebene eine Ellipse darstellt. In der
folgenden Abbildung 6.1 ist die Versagensfläche nach VON MISES gemäß Gleichung (6.1) in
der Meridianebene mithilfe der HAIGH-WESTERGAARD-Koordinaten, vgl. Gleichung (6.4), und





Abbildung 6.1: Versagensfläche nach VON MISES in der Deviator- und Meridianebene
Die vorwiegende Beanspruchungsart der Stahlfasern in UHPFRC ist zentrischer Zug in Richtung
der Faserlängsachse. Für die Modellierung spröder, hochfester Stahlfasern wird in den folgenden
Untersuchungen vereinfacht das Erreichen der Fließgrenze fsy dem Versagen durch Reißen
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gleichgesetzt. Neben der Längsdehnung erfährt die zugbeanspruchte Faser auch eine Querkon-
traktion, deren Größenordnung durch die Querdehnzahl νs bestimmt wird. Darüber hinaus kann
infolge der Verbundreaktion auch eine Druckbeanspruchung in Querrichtung auftreten, vgl.
Kapitel 4.2. Bei starrem Verbund zwischen Faser und Matrix ist auch die Beanspruchung durch
zentrischen Druck denkbar. Da ein seitliches Ausweichen der eingebetteten Faser nicht möglich
ist, wird das Knicken der schlanken Stahlfaser nicht betrachtet. In der folgenden Abbildung 6.2 ist
das modellierte Spannungs-Deformations-Verhalten hochfester Stahlfasern unter einer einaxialen
Zugbeanspruchung sowie einer einaxialen Druckbeanspruchung in Längsrichtung dargestellt.
Neben den ertragbaren Zugspannungen unter einaxialer Zugbeanspruchung werden durch das
Kriterium auch mehraxiale Spannungszustände sowie Druckspannungen auf die Festigkeit ft






Abbildung 6.2: Modelliertes Spannungs-Deformations-Verhalten hochfester Stahlfasern
6.1.2 Modellierung des Materialverhaltens von UHPC
Gegenüber der Modellierung der Stahlfasern erfordert die Beschreibung des Materialverhal-
tens der UHPC-Matrix im Rahmen der Kontinuumsmechanik eine höhere Modellkomplexität,
damit neben elastischen und inelastischen Dehnungen auch eine Schädigung abgebildet wer-
den kann. Darüber hinaus treten insbesondere in unmittelbarer Umgebung der eingebetteten
Faser dreidimensionale Spannungszustände auf, die dementsprechend mit mehrdimensionalen
Materialmodellen begrenzt werden müssen. Die numerische Stabilität des Materialmodells ist
außerdem von Bedeutung. Im Rahmen dieser Arbeit wird das optimierte Gefüge von Feinkorn-
UHPC auf der Mesoskala verschmiert als homogenes und isotropes Kontinuum beschrieben,
vgl. Kapitel 2. Darüber hinaus erfolgt keine Modifikation der Materialeigenschaften und des
Spannungs-Deformations-Verhaltens im Bereich der Verbundzone zwischen Fasern und Matrix,
vgl. Kapitel 2.1 und 3.1.
Zur kontinuumsmechanischen Beschreibung des Materialverhaltens von UHPC in komplexen
Beanspruchungssituationen wird ein bewährtes Mehrflächenplastizitätsmodell für Beton verwen-
det. Darin werden die dreidimensionalen Spannungszustände im Zugbereich durch ein zugunsten
stetiger Differenzierbarkeit modifiziertes Hauptspannungskriterium nach RANKINE begrenzt,
während für Druckspannungszustände das um eine Kappe im dreiaxialen Druckbereich erweiterte
Bruchkriterium nach DRUCKER & PRAGER maßgebend ist, vgl. [Bec09], [Cra16], [Spe08]. Das
Versagenskriterium nach DRUCKER & PRAGER wird auch im MODEL CODE 2010 zur Beschrei-
bung des mehraxialen, nichtlinearen Spannungs-Deformations-Verhaltens von Beton empfohlen
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[fib13]. Die Beschreibung der Versagensfläche in dieser Arbeit folgt den Modifikationen von
CRAMER, der aufbauend auf bereits vorliegenden Untersuchungen u. a. von BECKMANN das aus
den beiden Teilversagensflächen zusammengesetzte Betonmodell weiterentwickelt, vgl. [Cra16],
[Bec09], [MLM98], [DP52], [Ran76].
Das Materialverhalten von UHPC entspricht grundsätzlich dem Verhalten von normalfestem
Beton und kann somit nach einer entsprechenden Kalibrierung durch dieselben Materialmodelle
beschrieben werden [Spe08]. Nach SPECK sind dabei insbesondere Auswirkungen aus mehraxia-
len Spannungszuständen zu berücksichtigen [Spe08]. Sie stellt fest, dass das Versagenskriterium
nach DRUCKER & PRAGER in seiner ursprünglichen Formulierung weder triaxiale Druckspan-
nungszustände, noch ein- und mehraxiale Zugspannungszustände adäquat abbildet. Dahingegen
haben sich die Berücksichtigung einer sogenannten Kappe zur Begrenzung der dreiaxialen Druck-
festigkeit, wie beispielsweise vorgeschlagen von RESENDE & MARTIN, sowie das Abschneiden
der kegelförmigen Versagensfläche nach DRUCKER & PRAGER im Zugbereich (engl. tension
cut-off) zur Begrenzung zulässiger Zugspannungszustände durchgesetzt, vgl. [RM85], [RM87],
[Spe08].
Darüber hinaus werden u. a. von SPECK unabhängig von einer Kalibrierung die lineare Abhängig-
keit der verwendeten Invarianten I1 und J2 voneinander sowie die Kreisform im Deviatorschnitt
und damit die Unabhängigkeit vom LODE-Winkel θ als Kritikpunkte am Modell nach DRU-
CKER & PRAGER aufgeführt. SPECK stellt alternative Materialmodelle, z. B. nach OTTOSEN,
sowie ein eigenes Modell vor [Spe08]. Auch die fehlende stetige Differenzierbarkeit an den
Übergängen der entsprechend den Kriterien für den Druck- und den Zugbereich zusammenge-
setzten Versagensfläche bedarf besonderer Aufmerksamkeit bei der numerischen Umsetzung des
Mehrflächenmodells. Demgegenüber erweist sich die Unterscheidung der Spannungsbereiche
für die Kalibrierung des Modells als vorteilhaft, da sowohl die Materialgesetze für die Ver- und
Entfestigung als auch die Schädigungsformulierung für den Druck- und den Zugbereich separat
von einander gewählt und angepasst werden können.
Die Herleitung für das im Rahmen dieser Arbeit verwendete gekoppelte Plastizitäts- und Schä-
digungsmodell zeigt CRAMER unter zusätzlicher Berücksichtigung chemisch-physikalischer
Alterungsprozesse, vgl. [Cra16], die wiederum nicht Bestandteil der numerischen Untersuchun-
gen zur Fasertragwirkung in dieser Arbeit sind. Die mechanische, isotrope Schädigung D, die
sich hier in Abhängigkeit des jeweiligen plastischen Multiplikators λDP beziehungsweise λR
getrennt für den Zug- und den Druckbereich und in nichtlokaler Erweiterung nach der impliziten
Gradientenformulierung mit der charakteristischen Länge `c entwickelt, führt im Rahmen des
Konzeptes der effektiven Spannungen nach dem Prinzip der Energieäquivalenz zu einer gleich-
förmigen Skalierung der Versagensfläche [Cra16]. Neben der Schädigung ist auch die gewählte
isotrope Verfestigung ηDP respektive ηR getrennt für den Zug- und Druckbereich in Abhängig-
keit der plastischen Multiplikatoren λDP und λR, jeweils multipliziert mit dem vorzugebenden
zugehörigen Verfestigungsmodul HDP oder HR, formuliert, vgl. [Cra16].
Das Versagenskriterium für den Zugbereich auf Basis der Hauptspannungshypothese nach
RANKINE
FR(σ̃ ,ηR) = σ̃vR− ( fct +ηR) = 0 (6.2)
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enthält die von BECKMANN vorgeschlagene Ausrundung der Teilversagensflächen sowie eine





I1 und ρ =
√
2J2 (6.4)
mit den Invarianten I1 und J2 des effektiven Spannungstensors σ̃ , vgl. [Cra16], [Bec09]. Die
Ausrundungsparameter fR und ξR werden analog zur Modellkalibrierung für normalfesten Beton
konstant zu




3 · fR (6.6)
gewählt, vgl. [Cra16]. Die durch die Ergänzung einer Kappe zur Begrenzung mehraxialer
Druckspannungszustände modifizierte DRUCKER-PRAGER-Hypothese
FDP(σ̃ ,ηDP) = αDP · I1 +
√




wird gemäß dem Vorschlag von MESCHKE ET AL. kalibriert, vgl. [MLM98], [Cra16]. We-
sentliche Einflussgröße im Bezug auf die Rundung der Versagensfläche ist die zweiaxiale
Druckfestigkeit fccb, die für ultrahochfesten Beton gemäß den Versuchsergebnissen von SPECK
zu fccb = 1,1 fcc angenommen wird, während für normalfesten Beton gemäß den Versuchen von
KUPFER ein Verhältnis von fccb/ fcc = 1,16 eine gute Übereinstimmung liefert, vgl. [Spe08],



























bestimmen, sodass der Einfluss der hydrostatischen Spannungskomponente, repräsentiert durch
die Invariante I1, auf die Versagensfläche für ultrahochfesten Beton um ca. 1/3 verkleinert wird.
Die in Gleichung 6.7 mit dem Betrag δDP · (ξ −ξc0)2 ergänzte runde Kappe nach KANG wird
in Abhängigkeit des Parameters sct kalibriert, der das Verhältnis zwischen der dreiaxialen und
der einaxialen Druckfestigkeit erfasst und in Ermangelung belastbarer experimenteller Versuchs-
daten zu dreiaxialen Druckfestigkeitsprüfungen von UHPC, entsprechend der Kalibrierung für
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· sct fcc und ξc1 =−
√
3 · sct fcc, (6.10)
vgl. Abbildung 6.3. Als Alternativen sind auch Formulierungen einer Kappe mit elliptischer oder
parabolischer Form in der Literatur zu finden, auf die hier im Detail nicht weiter eingegangen
wird, vgl. z. B. [RM85], [RM87]. Die folgende Abbildung 6.3 zeigt die zusammengesetzte











Abbildung 6.3: Zusammengesetzte Versagensfläche nach DRUCKER & PRAGER und RANKINE
in der Deviator- und Meridianebene nach [Cra16]
Die zusammengesetzte Versagensfläche nach den Kriterien (6.2) und (6.7) ist im Übergangsbe-
reich der Teilflächen nicht stetig differenzierbar. In diesen Übergangsbereichen wird mithilfe
der KOITER’schen Fließregel eine eindeutige Projektion auf die Versagensfläche sichergestellt,
vgl. [Cra16]. Danach ergeben sich die effektiven plastischen Verzerrungsraten als Summe der
Verzerrungsraten aller aktiven Teilflächen. Für den Druckbereich wird eine nichtassoziierte
Fließregel verwendet, vgl. [Cra16].
In Analogie zur Kalibrierung des Schädigungsmodells für normalfesten Beton wird auch für ultra-
hochfesten Beton das exponentielle Schädigungswachstum nach PEERLINGS ET AL. verwendet,
wonach die Schädigungsvariablen Dt und Dc zu











bestimmt werden. In Kombination ergibt sich eine Gesamtschädigung D von
D = 1− (1−Dt) · (1−Dc), (6.12)
mit der der Zusammenhang zwischen effektiven und nominalen Spannungen erfasst wird [Cra16].
Für UHPC ist aufgrund der Sprödigkeit und des explosiven Versagens weder im Zug- noch im
Druckbereich in der Spannungs-Dehnungs-Linie eine abfallende Spannung nach dem Bruch
experimentell darstellbar. Daher wird im Rahmen dieser Arbeit auf eine spezielle Kalibrierung
der Schädigungsformulierung für ultrahochfesten Beton verzichtet. Nach CRAMER ist das
grundsätzliche Schädigungsverhalten von Beton mit den Parametern
εt0 = 0 und εtf = 2,0e−4 (6.13)
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für den Zugbereich und
εc0 = 0 und εcf = 2,0e−3 (6.14)
für den Druckbereich adäquat beschrieben, vgl. [Cra16]. Die Modellierung von Schädigungspro-
zessen in UHPC infolge von Ermüdung ist nicht Bestandteil dieser Arbeit.
In der folgenden Abbildung 6.4 ist das modellierte Spannungs-Deformations-Verhalten von
ultrahochfestem Feinkornbeton infolge einer einaxialen Druck- beziehungsweise Zugbeanspru-
chung dargestellt. Bei der Berücksichtigung von Schädigung entspricht die Elastizitätsgrenze der
einaxialen Zug- oder Druckfestigkeit. Entsprechend der gewählten Modellparameter entwickelt
sich die Zugschädigung dabei schneller als die Schädigung unter Druckbeanspruchungen. Das
Materialversagen infolge von Zugspannungen tritt damit nahezu unmittelbar nach Überschrei-
tung der Betonzugfestigkeit ein. Bei deaktivierter Schädigungsentwicklung bewirkt die lineare
isotrope Verfestigung eine weitere Steigerung der aufnehmbaren Zug- oder Druckspannungen. In-
folge dieser Plastifizierung ist das Materialversagen durch zunehmende inelastische Dehnungen







Abbildung 6.4: Modelliertes Spannungs-Deformations-Verhalten von ultrahochfestem Feinkorn-
beton mit und ohne Berücksichtigung von Schädigung
Durch die Wahl eines sehr hohen Verfestigungsmoduls HDP für den Druckbereich wäre auch eine
Ausrundung des Peaks in der Spannungs-Dehnungs-Linie darstellbar, was einer Rissbildung vor
dem endgültigen Versagen entspricht, vgl. Abbildung 2.2. Allerdings führt die hohe Gewichtung
der Verfestigungsfunktion auch zu einem duktileren Versagen mit flachem absteigenden Ast in der
Spannungs-Dehnungs-Linie. Zugunsten der passenden Abbildung des spröden Druckversagens
von UHPC mit geringer Rissbildung wird im Rahmen der Kalibrierung der DRUCKER-PRAGER-
Hypothese auf eine Ausrundung der Spannungs-Dehnungs-Linie im Bereich der Bruchlast
verzichtet, vgl. Abbildung 6.4.
6.1.3 Fasertragwirkung in ungerissenem UHPFRC
Das Materialverhalten von UHPFRC ist maßgeblich durch das inhomogene, diskontinuierliche
Gefüge charakterisiert. Der starre Verbund zwischen Fasern und Matrix ermöglicht einen gemein-
samen Lastabtrag bei gleicher Dehnung der Einzelkomponenten, vgl. Kapitel 2. Dabei führen
die Steifigkeitsunterschiede zwischen den Materialien bereits während der Betonerhärtung zu
Zwangs- und Eigenspannungszuständen. In Kapitel 3.2 ist die dehnungsbehindernde Wirkung
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der Faser am Beispiel einer gleichförmigen Volumenverkleinerung evaluiert. Da die ITZ bei
ultrahochfestem Beton nahezu identische Materialeigenschaften wie die übrige Matrix aufweist,
stellt die Verbundzone im Allgemeinen keine Schwachstelle dar. Die folgende Untersuchung
gibt Hinweise auf die Auswirkungen des Fasereinschlusses in einer als homogen und isotrop
betrachteten Matrix auf das lokale Spannungs-Deformations-Verhalten. Dabei wird die Verbund-
zone unter Vernachlässigung thermischer und hygrischer Prozesse im Rahmen dieser Arbeit als
in ihrem Initialzustand ungestört betrachtet.
Das FE-Modell für die numerische Analyse des starren Faser-Matrix-Verbundes ist in der folgen-
den Abbildung 6.5 schematisch dargestellt. Die eingebettete Faser weist einen Durchmesser von
df = 0,2mm und eine Gesamtlänge von `f = 13mm auf. Die umschließende Matrix ist insgesamt
10mm breit und doppelt so hoch wie die Faser, d. h. 2hm = 2`f = 26mm. Unter Ausnutzung der
dreiachsigen Symmetrie kann das Modell auf ein Viertel reduziert werden, wie in Abbildung 6.5
dargestellt. Die Beanspruchung wird mithilfe einer DIRICHLET-Randbedingung an der Untersei-













Abbildung 6.5: Schematische Darstellung des Berechnungsmodells zur numerischen Analyse
der Fasertragwirkung in ungerissenem UHPFRC
Das Materialverhalten von Faser und Matrix wird entsprechend der vorangegangenen Beschrei-
bung und Kalibrierung modelliert. Die gewählten Materialparameter entsprechen den Annahmen
in Kapitel 3.2. Ergänzend wird für die Plastifizierung der Stahlfaser die Elastizitätsgrenze
fsy = 2000N/mm2 gewählt. Die zusätzlichen Modellparameter für den UHPC sind die Zug-
festigkeit fct = 10N/mm2, die Druckfestigkeit fcc = 150N/mm2 und die Verfestigungsmoduln
HDP = 6000N/mm2 respektive HR = 1000N/mm2. Die charakteristische Länge `c im Rahmen
der Schädigungsformulierung beträgt 1mm.
Für die Beschreibung des quasi-starren Verbundes wird das entwickelte Materialmodell ana-
log zu den Beispielen in Kapitel 5.2 mit einer sehr hohen Verbundsteifigkeit verwendet. Zum
Vergleich wird außerdem eine starre Kopplung zwischen Faser und Matrix modelliert. Auf-
grund des geringen Volumenanteiles der eingeschlossenen Faser in diesem Ausschnitt ist keine
signifikante Vergrößerung des Elastizitätsmoduls des Verbundwerkstoffes zu erwarten. Daher
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bewirkt der Fasereinschluss keine Veränderung des Tragverhaltens gegenüber der unbewehrten
Matrix in Abbildung 6.4. Bei höheren Fasergehalten tritt eine Vergrößerung der Steifigkeit des
Faserverbundwerkstoffes im Vergleich zu unbewehrtem Beton auf. Beispielsweise beträgt der
Elastizitätsmodul eines ultrahochfesten Faserbetons mit 2,5Vol.−% Fasergehalt rechnerisch
53750N/mm2 gegenüber Ec = 50000N/mm2 bei unbewehrtem UHPC, wenn für die Fasern
ein E-Modul von Es = 200000N/mm2 angenommen wird.
Während sich über die Verbundlänge ein annähernd konstanter Spannungs-Deformations-Zustand
im Bereich der Grenzschicht einstellt, dominiert die Singularitätsstelle infolge der Diskonti-
nuität der Materialeigenschaften die numerischen Ergebnisse am eingebetteten scharfkantigen
Faserende. Vergleichsrechnungen zeigen, dass mindestens über etwa einen halben Millimeter
Verbundlänge am Faserende unphysikalische Spannungen und Dehnungen ermittelt werden. In
den folgenden Darstellungen wird als Variante A ein FE-Modell mit Verbundzonenelementen
und deaktivierter Schädigungsformulierung im Materialmodell für Beton bezeichnet. Variante B
entspricht Variante A, wobei die Stirnseite des eingebetteten Faserendes nicht mit der Matrix
verbunden ist. In Variante C werden eine starre Kopplung zwischen Faser und Matrix modelliert,
die keine direkte Auswertung der Verbundreaktion zulässt, und die Schädigungsformulierung im
Materialmodell für den UHPC aktiviert.
Die folgende Abbildung 6.6 zeigt die Spannungen σzz und inelastischen Längsdehnungen
ε inzz in Faserlängsrichtung nach Variante A infolge einer Zugbeanspruchung des Faser-Matrix-
Verbundes mit der Wegrandbedingung in Höhe von ca. ∆w = −0,0026mm, vgl. Abbildung
6.5. Während die Faser eine Zugspannung von σzz,f = 40,4N/mm2 erfährt, wird die Matrix mit
Ausnahme des Bereiches um das Faserende herum gleichförmig beansprucht. Dabei wird nahezu
überall die Betonzugfestigkeit fct = 10N/mm2 erreicht, wohingegen seitlich des Faserendes
eine geringfügige Entlastung der Matrix auftritt. Dieser Bereich erfährt nur eine Zugspannung







Abbildung 6.6: Darstellung der Spannungen und inelastischen Dehnungen im Faser-Matrix-
Verbund nach Modellierungsvariante A in Längsrichtung der Faser
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Ursache für diese Spannungsumlagerung ist die dehnungsbehindernde Wirkung der Faser. Die
Plastifizierung des Betons unterhalb des Faserendes, die einer Schädigung und der Ausbildung
einer Rissprozesszone entspricht und in Abbildung 6.6 b) deutlich zu erkennen ist, ermöglicht
eine geringfügige Entspannung der Faser im Bereich des Faserendes. Gleichzeitig erfolgt eine
Reduzierung der Zugdehnungen in der Faser und in der umgebenden Matrix, die starr mit der
Faser verbunden ist. Die Betonmatrix verhält sich seitlich des Faserendes linear-elastisch und
erfährt dementsprechend lokal geringere Zugspannungen. Die erkennbare Rissprozesszone in
der Matrix unterhalb des Faserendes stellt eine Schwachstelle des Faser-Matrix-Verbundes dar
und kann bei weiterer Beanspruchung zur Initiierung eines Risses führen.
Die folgende Abbildung 6.7 zeigt die Bedeutung des diskontinuierlichen Materialverhaltens am
Faserende als Singularitätsstelle. Die axiale Zugspannung σzz,f in der Faser fällt im Zuge der
Spannungsumlagerung ab und beläuft sich auf Werte zwischen ca. 8,0N/mm2 und 16,5N/mm2
in Abhängigkeit der gewählten Modellierungsvariante A, B oder C, in denen auch die Dis-
kretisierungsfeinheiten geringfügig unterschiedlich gewählt sind. Insgesamt macht der hier
gezeigte Spannungsverlauf in der Faser und in der Matrix, vgl. Abbildung 6.6 a) die geringe
Bedeutung von Fasereinschlüssen für die Zugtragfähigkeit in ungerissenem UHPFRC mit gu-
ter Verbundqualität deutlich. Die Faserzugfestigkeit ist nicht annähernd erreicht, während die
Matrixzugfestigkeit überall im nahezu gleichförmig beanspruchten Querschnitt überschritten
wird. Wie in Kapitel 2.4 erläutert, ist die Leistungsfähigkeit von faserbewehrtem Beton erst nach
abgeschlossener Mehrfachrissbildung erreicht. Darüber hinaus erfüllt die Faserbewehrung mit
der Steigerung der Duktilität und Versagensankündigung eine wichtige Funktion im Bereich des
Nachbruchtragverhaltens.


















Abbildung 6.7: Verlauf der Längszugspannungen in der Faser über die bezogene Verbundlänge
Die folgende Abbildung 6.8 zeigt, dass auch die Tragfähigkeit der Grenzschicht an der seitlichen
Mantelfläche der Faser nicht erschöpft ist. Die Verbundspannungen parallel und senkrecht zur
Kontaktebene verlaufen über die Verbundlänge nahezu konstant und erreichen dabei nicht annä-
hernd den Grenzwert der initialen Verbundfestigkeit fr = 10N/mm2. Die Querkontraktion der
Faser bewirkt eine Fehlpassung in der Grenzschicht, die zu Verbundnormalspannungen von ca.
τn = 0,75N/mm2 führt. Die Verbundschubspannungen hingegen verschwinden über etwa 80%
der Verbundlänge infolge der hohen Verbundsteifigkeit. Im Bereich des Faserendes ist aufgrund
der Deformation des diskontinuierlichen Komposits eine geringfügige tangentiale Relativver-
schiebung zwischen Faser und Matrix möglich, die eine Verbundschubspannung auslöst, vgl.
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Abbildung 6.8. Je nach tatsächlich vorhandener Verbundsteifigkeit kann beispielsweise infolge
von Fehlstellen oder Imperfektionen an dieser Stelle der Kontaktzonenriss zwischen Faser und
Matrix initiiert werden. Dieser würde eine fortschreitende Ablösung der Kontaktoberflächen
voneinander entlang der Verbundlänge nach sich ziehen und entsprechend den veränderten
Verbundmechanismen die wirksame Verbundkapazität beeinträchtigen.
Eine Überschreitung der Haftzugfestigkeit senkrecht zur Kontaktoberfläche ist für das vorlie-
gende Verhältnis der Steifigkeiten von Faser und Matrix zueinander als unwahrscheinlich zu
bewerten. Darüber hinaus zeigt der Vergleich der Varianten A und B, dass der gezeigte Verbund-
spannungsverlauf auch nach Ablösung der Stirnseite der Faser von der Matrix wahrscheinlich
ausgebildet wird. Obwohl die numerisch ermittelten Spannungswerte im Bereich des Faser-
endes durch die Auswirkungen der Singularität mit dem tatsächlich vorhandenen Spannungs-
Deformations-Zustand nicht übereinstimmen, lässt sich die zum Faserende hin ansteigende
Verbundschubspannung nachvollziehen. Eine physikalisch realistische Größenordnung lässt sich
mit dieser Modellierung hingegen nicht ableiten.

















Abbildung 6.8: Verlauf der Verbundspannungen parallel und senkrecht zur Kontaktebene über
die bezogene Verbundlänge
Die Untersuchungen der eingebetteten Faser zeigen ein auch im Rahmen von Faserauszugsi-
mulationen häufig auftretendes Phänomen. Obwohl Faser und Matrix infolge der Längszug-
spannungen eine Querkontraktion erfahren, weist die Stirnseite des eingebetteten Faserendes
Druckspannungen in Querrichtung auf, wie die folgende Abbildung 6.9 a) zeigt. Diese Spannung
ist auf den infolge des starren Verbundes behinderten Dehnungsunterschied zwischen Faser
und Matrix zurückzuführen. Insbesondere nach der Ablösung des Faserendes von der Matrix
erzwingt der umgebende Faserkanal eine Überdrückung des nahezu spannungslosen Faserendes.
Infolge dieser Verformung der Matrix um das weniger kontrahierte Faserende treten inelastische
Dehnungen der Matrix seitlich der Faserstirnflächen auf, vgl. Abbildung 6.9 b). Da sich die
inelastischen Dehnungen auch bei der Wahl kleinerer Strukturelemente nicht über ein größeres
Gebiet ausdehnen, ist hier deutlich die Auswirkung der Singularität am scharfkantigen Faserende
zu erkennen.
Trotzdem geben auch experimentelle Untersuchungen in der Literatur Hinweise auf eine mög-
liche Pfropfbildung der Faser im Faserkanal [BG79], wie in Kapitel 3.3 beschrieben. Die
Entstehung eines überdrückten Querschnittsbereiches am nahezu spannungslosen Ende der ein-
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gebundenen Faser ist zwar physikalisch plausibel, im Rahmen dieser Untersuchungen jedoch von
untergeordneter Bedeutung. Die numerischen Analysen zum Faserauszugverhalten in Kapitel
6.2 geben Aufschluss auf die Bedeutung einer möglichen Pfropfenbildung für die Schädigung
der Verbundzone. Abgesehen von numerischen Auswirkungen der Singularitätsstelle ist eine








Abbildung 6.9: Darstellung der Spannungen und inelastischen Dehnungen im Faser-Matrix-
Verbund nach Modellierungsvariante A in Faserquerrichtung
Zusammenfassend zeigt die numerische Analyse eines ungerissenen Faser-Matrix-Verbundes
die Herausforderungen im Umgang mit numerischen und physikalischen Singularitätsstellen
bei der Modellierung von Faserverbundwerkstoffen. Obwohl die errechneten Spannungs- und
Dehnungswerte deutlich durch die Diskontinuität der Materialeigenschaften beeinflusst werden,
lässt sich eine Tendenz hinsichtlich einer möglichen Schwachstelle des Komposits ableiten. Der
Bereich um das eingebettete, starr mit der umgebenden Matrix verbundene Faserende weist bei
einer gleichförmigen Zugbeanspruchung des Faser-Matrix-Verbundes Spannungsumlagerungen
infolge der überschrittenen Betonzugfestigkeit und der daraus folgenden Rissprozesszone auf.
Insgesamt ist damit eine hohe Wahrscheinlichkeit dafür gegeben, dass die Stirnseite der Faser
von der Matrix abreißt und sich vom Faserende ausgehend ein Kontaktzonenriss entlang der
Verbundlänge ausbildet, der die potenzielle Fasertragwirkung entscheidend verringert. Dabei
beeinflussen neben Fehlstellen und Defekten unter Umständen auch kreuzende und benachbarte
Fasern den Rissfortschritt im Faserverbundwerkstoff. Ein hoher Fasergehalt und eine optimale
Faserverteilung verringern die Wahrscheinlichkeit für einen Rissverlauf von Faserende zu Fa-
serende, bei dem die Verstärkungswirkung der Faserzugabe entfallen würde. Bei komplexen
Beanspruchungssituationen hingegen ist davon auszugehen, dass die rissüberbrückende Faser-
tragwirkung effektiv aktiviert werden kann, sofern die ungleichförmig beanspruchte Betonmatrix
im Bereich ihres am stärksten belasteten Querschnittes zu reißen beginnt.
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6.2 Numerische Analyse des Faserauszugproblems
Faserauszugversuche dienen der experimentellen Analyse des Verbundverhaltens zwischen
Faser und Matrix, vgl. Kapitel 3.3. Aufgrund der nichtlinearen Verbundspannungsverteilung
entlang der Einbindelänge der Faser ist auf der Basis von Faserauszugversuchen jedoch kein
allgemeingültiges Materialgesetz für die Verbundzone ableitbar. Darüber hinaus sind experimen-
telle Einzelfaserauszugversuche vor allem infolge von Imperfektionen und der Inhomogenität
der Matrix signifikanten Streuungen unterworfen. Mithilfe des entwickelten Verbundmodells
kann die Entwicklung der lokalen Verbundkapazität entlang der Verbundlänge, die durch Re-
lativverschiebungen parallel und senkrecht zur Kontaktebene induziert wird, nachvollzogen
werden. Von besonderem Interesse sind dabei die Kontaktzonenrissbildung, d. h. der Ablösungs-
vorgang zwischen den Kontaktoberflächen, und die Degradation des Verbundwiderstandes bei
fortschreitendem Auszug der Faser aus der Matrix.
6.2.1 Vergleich ausgewählter Faserauszugversuche aus der Literatur
Zur Kalibrierung des Verbundmodells werden ähnliche Faserauszugversuche von drei ver-
schiedenen Autoren verwendet, und zwar von QI ET AL., STENGEL und LANWER ET AL.,
vgl. [QWMW18], [Ste13], [LOE+19], [HKD+19]. Entsprechend dem angestrebten Anwen-
dungsgebiet für das entwickelte Verbundmodell werden nur Einzelfaserauszugversuche mit
Mikrostahlfasern mit glatter Oberfläche und einer ultrahochfesten Feinkornbetonmatrix simuliert.
Zur Kalibrierung des Modells eignen sich dabei nur jene Versuche, die das quasi-statische
Auszugverhalten von geraden, senkrecht zur Matrixoberfläche eingebetteten Fasern ohne eine
zusätzliche Beeinflussung des Verbundverhaltens durch die Einspannung des Probekörpers bis
zum vollständigen Auszug der Faser aus der Matrix darstellen. Darüber hinaus sollten keine
weiteren Versagensmechanismen, wie etwa Risse oder Bruchvorgänge im Beton oder das Fließen
oder Reißen der Stahlfaser, in den Versuchen aufgetreten sein.
Die ausgewählten Einzelfaserauszugversuche aus Nanjing, München und Braunschweig liefern
das Auszugverhalten einer einzelnen geraden Mikrostahlfaser aus einer unbewehrten, feinkörni-
gen UHPC-Matrix, dargestellt als Auszugwiderstand P über den Schlupf s an der Faserspitze. In
allen Versuchen wird die Betonmatrix an ihrem unteren Ende mit ausreichendem Abstand zur
darin eingebetteten Faser unverschieblich eingespannt respektive in die Prüfvorrichtung geklebt,
sodass keine Beeinflussung des Auszugwiderstandes durch Querdruck induziert durch die Prüf-
maschine selbst zu erwarten ist. Auch die Querschnittsfläche des Prüfkörpers wird ausreichend
groß gewählt, um eine optimale Kraftübertragung zwischen Faser und Matrix zu gewährleisten,
vgl. 5.2. Der grundsätzlich ähnliche Versuchsaufbau ermöglicht in allen drei Varianten eine
Dehnung der Matrix in Beanspruchungsrichtung, sodass die gemessene Relativverschiebung
neben dem tatsächlichen Schlupf und der Dehnung der Faser oberhalb des Faseraustrittsortes
auch diesen Anteil enthält. Die Konfiguration des Versuchskörpers mit der jeweils gewählten
Einbindelänge der Faser lässt an allen drei Standorten kein Versagen durch Faserreißen zu. Im
Folgenden werden die Versuchsreihen kurz vorgestellt, bevor anhand einer Gegenüberstellung
der Ergebnisse zur Kalibrierung des Verbundmodells im folgenden Kapitel übergeleitet wird.
Als Teil des Schwerpunktprogramms 2020 orientiert sich die Entwicklung des Verbundmodells,
das im Rahmen dieser Arbeit vorgestellt wird, u. a. an den experimentellen Untersuchungen
innerhalb des Verbundforschungsprojektes, vgl. z. B. [HKD+19], [LOE+19]. Neben den zur Ka-
librierung des entwickelten Verbundmodells verwendeten Versuchsergebnissen, vgl. Abbildung
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6.10, stehen Ergebnisse von Auszugversuchen mit parallelen Fasergruppen mit unterschiedlichen
Neigungswinkeln zur Verfügung, vgl. z. B. [EOL+20].
Die Versuchsserien umfassen Faserauszugversuche mit geraden Mikrostahlfasern, die einzeln
oder in parallelen Fasergruppen in eine Matrix aus ultrahochfestem Feinkornbeton mit einer
Druckfestigkeit von fcc = 158,2N/mm2, einer Zugfestigkeit von fct = 6,18N/mm2 und ei-
nem Elastizitätsmodul von Ec = 45400N/mm2 eingebettet sind [HKD+19]. Die Abmessungen
und Materialkennwerte der Fasern unterliegen Messungen zufolge signifikanten Streuungen,
beispielsweise weist der mithilfe einer speziellen Einspannvorrichtung getestete ungeschnitte-
ne Rohdraht bei einer Zugfestigkeit von fst = 3575,8N/mm2 einen Elastizitätsmodul von ca.
Es = 168500N/mm2 auf [HKD+19]. Diese Diskrepanz kann auch als Hinweis für die Erklärung
weiterer Abweichungen in den ebenfalls mithilfe der speziellen Einspannvorrichtung für die
Fasern durchgeführten Faserauszugversuchen dienen. Für die folgenden Untersuchungen werden
zur besseren Vergleichbarkeit der experimentellen Ergebnisse bezüglich der Materialkennwerte
der Fasern mit Ausnahme der Zugfestigkeit die Herstellerangaben verwendet, vgl. [LOE+19].
Die Materialparameter sind in Tabelle 6.1 zusammengefasst.
Als Probekörper werden schlanke Quader gewählt, die im unteren Viertel in die Probekörper-
halterung der Prüfmaschine eingeklemmt werden. Erfasst werden während des weggesteuerten
Auszuges der Faser aus der Matrix mit einer Beanspruchungsgeschwindigkeit von 0,6mm/min
die zum Auszug benötigte Zugkraft P und der Schlupf s an der Faserspitze, der aus dem Ma-
schinenweg ermittelt wird [HKD+19]. In der folgenden Abbildung 6.10 ist das experimentell
ermittelte Auszugverhalten der Fasern aus UHPC anhand von zwei exemplarisch ausgewählten
Datensätzen dargestellt [HKD+19].













Abbildung 6.10: Versuchsergebnisse aus Braunschweig nach [HKD+19]
Die Versuchsserien unterliegen zum Teil erheblichen Streuungen, wobei einige Probekörper einen
Auszugwiderstand von ca. 40N zeigen, während andere eine wesentlich geringere Tragfähigkeit
aufweisen, vgl. [HKD+19]. Die in Abbildung 6.10 dargestellten Datensätze unterscheiden sich
nur geringfügig und eignen sich damit zur Kalibrierung des Verbundmodells. Beide Versuche
weisen zunächst einen nahezu linearen Anstieg des Auszugwiderstandes auf. Während im
Verlauf des Auszugwiderstandes zum Versuch BS1 ein Peak erkennbar ist, auf den zunächst
ein schneller Lastabfall und dann ein annähernd linear abfallender Kurvenverlauf folgt, ist der
Kurvenverlauf zu Versuch BS2 im Bereich des maximalen Auszugwiderstandes eher ausgerundet,
6.2 Numerische Analyse des Faserauszugproblems 173
vgl. Abbildung 6.10. Im Vergleich mit dem charakteristischen Auszugverhalten nach Abbildung
3.9 deutet der annähernd linear abfallende Kurvenverlauf nach Ablösung der Faser auf eine
geringe Degradation der Verbundkapazität hin. Beide Versuche erreichen einen maximalen
Schlupf, der kleiner ist, als die angestrebte Einbindelänge der Fasern. Diese Diskrepanz weist
auf Ungenauigkeiten in der Probekörpervorbereitung hin.
Auch auf die Versuche von STENGEL ist im Laufe dieser Arbeit mehrfach hingewiesen worden, da
sie von umfassenden theoretischen Untersuchungen zu mikrophysikalischen Mechanismen und
Phänomenen bezüglich der Fasertragwirkung von Mikrostahlfasern in ultrahochfestem Beton be-
gleitet dokumentiert sind [Ste13]. Neben den zur Kalibrierung des entwickelten Verbundmodells
verwendeten Versuchsergebnissen stehen weitere Ergebnisse von Einzelfaserauszugversuchen
mit geneigt eingebetteten, geraden Fasern sowie mit gewellten Fasern mit einer Wellenlänge von
4mm und einer Amplitude von 1,5mm zur Verfügung, vgl. [Ste13].
STENGEL führt eine umfangreiche Versuchsserie mit insgesamt acht verschiedenen Beton-
zusammensetzungen und sechs unterschiedlichen Fasern durch, vgl. [Ste13]. Ausführliche
Messergebnisse hinsichtlich des Auszugverhaltens liegen hingegen nur für einige wenige
Versuche vor. In den für die Kalibrierung ausgewählten Versuchen wird ein ultrahochfester
Feinkornbeton mit einer Druckfestigkeit von 213N/mm2 und einem Elastizitätsmodul von
Ec = 49800N/mm2 verwendet [Ste13]. Anstelle der zentrischen Zugfestigkeit wird die Spalt-
zugfestigkeit zu fcsp = 11,4N/mm2 bestimmt, aus der sich nach EUROCODE 2 die einaxiale Zug-
festigkeit näherungsweise zu fct = 0,9 · fcsp = 10,25N/mm2 abschätzen lässt [DIN11]. STENGEL
bezieht für die Faserauszugversuche den hergestellten Faserrohdraht in ungeschnittener Länge,
um eine für die Einspannung der Faser in die Prüfmaschine ausreichende freie Faserlänge zur Ver-
fügung zu haben. Die verwendeten vermessingten Mikrostahlfasern mit einem Faserdurchmesser
von df = 0,15mm weisen eine Zugfestigkeit von fst = 3225N/mm2 auf, während die blanken
Fasern mit einem Durchmesser von df = 0,48mm eine Zugfestigkeit von fct = 2610N/mm2
erreichen [Ste13]. Da die Messingschicht nach aktuellem Kenntnisstand keinen signifikanten
Einfluss auf das Verbundverhalten hat, jedoch zur Herstellung der Fasern erforderlich ist, erfolgt
in den folgenden Untersuchung keine Unterscheidung der Oberflächeneigenschaften.
Als Probekörper werden gedrungene Zylinder gewählt, die an ihrer Unterseite auf einer Probe-
halterplatte aufgeklebt sind. Als Ergebnisse der weggeregelten Versuche mit einer Belastungsge-
schwindigkeit von 1,8mm/min liegen verschiedene streuende Verläufe der zum Faserauszug
benötigten Zugkraft P über den Schlupf s an der Faserspitze, der aus dem Maschinenweg über-
schlägig ermittelt wird, vor. Für einige Datensätze wird anstelle des Schlupfes an der Faserspitze
der Schlupf am Faseraustrittsort angegeben, die aus dem Maschinenweg abzüglich der elas-
tischen Faserdehnung im Bereich der freien Faserlänge ermittelt wird [Ste13]. Zum besseren
Vergleich der Ergebnisse wird in der folgenden Abbildung 6.11 der Schlupf s an der Faserspitze
angegeben. Die tatsächliche Einbindelänge der Faser in die Matrix weicht offenbar in beiden
Versuchskörpern von der planmäßigen Einbindelänge `e = 5mm ab.
In Abbildung 6.11 sind jeweils ein Datensatz zu Faserauszugversuchen mit einem Faserdurchmes-
ser von df = 0,15mm, bezeichnet als MU1, und df = 0,48mm, bezeichnet als MU2, dargestellt.
Beide Verläufe des Auszugwiderstandes über den Schlupf weisen den charakteristischen Peak
mit anschließendem Lastabfall auf, vgl. Abbildung 3.9. Im Vergleich zu den Kurvenverläufen
der Versuche aus Braunschweig in Abbildung 6.10 ist in beiden Verläufen in Abbildung 6.11 ein
beschleunigter Abfall des Auszugwiderstandes zum Ende der Versuche zu erkennen. Gegenüber
der annähernd linearen Abnahme der Zugkraft im Versuch MU2 verläuft der Auszugwiderstand
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im Versuch MU1 bis zum Ende des Versuches in etwa konstant über den Schlupf. Demnach
steigt der Verbundwiderstand in der Verbundzone bei fortschreitender Relativverschiebung und
immer geringeren Verbundlängen signifikant an.











Abbildung 6.11: Versuchsergebnisse aus München aus [Ste13]
STENGEL verwendet eine Kraftmessdose, die bis zu einer Kraft von 500N kalibriert ist [Ste13].
Üblicherweise ist die Messgenauigkeit unterhalb von 1% der Maximallast mit Unsicherheiten
belegt, d. h. gemessene Kräfte unterhalb von 5N sind unter Umständen nicht exakt. Damit können
Ungenauigkeiten der Messergebnisse als Erklärung der unerwarteten Verläufe wahrscheinlich
ausgeschlossen werden. Als Ursache für den vermeintlichen Anstieg der Verbundspannungen
zum Ende des Auszugversuches kommt eine maßgebliche Aktivierung des Verbundmechanismus
Mikro-Interlocking infrage, vgl. [WN12]. Andererseits weisen die gemessenen maximalen
Verschiebungen auch bei diesen Versuchen auf Ungenauigkeiten in der Probekörpervorbereitung
hin. Gegebenenfalls übersteigt die Einbindelänge den erfassten, maximalen Schlupf deutlich. Das
abrupte vorzeitige Versuchsende wäre in diesem Fall mit der Trägheit der Versuchseinrichtung
zu rechtfertigen, durch die dieser Bereich kurz vor Versagen des Probekörpers nicht exakt
erfasst werden kann. STENGEL selbst liefert keine Erklärung für den ermittelten Verlauf des
Auszugwiderstandes, vgl. [Ste13].
Die Versuchsreihe von QI ET AL. ist bereits in Kapitel 3.3 als Beispiel für Einzelfaserauszug-
versuche mit geraden Mikrostahlfasern in UHPC dargestellt, vgl. Abbildung 3.7. Neben den
zur Kalibrierung des entwickelten Verbundmodells verwendeten, aus jeweils fünf Versuchen
gemittelten Versuchsergebnissen stehen weitere Ergebnisse von Einzelfaserauszugversuchen
mit geneigt eingebetteten, geraden Fasern sowie gerade und geneigt eingebetteten Fasern mit
Endverankerung, ebenfalls in Form einer Mittelwertkurve, zur Verfügung, vgl. [QWMW18].
QI ET AL. verwenden ultrahochfesten Feinkornbeton, für den ausschließlich die Druckfestig-
keit als einziger Materialkennwert angegeben wird [QWMW18]. Für die hochfesten Mikro-
stahlfasern mit einer Länge von `f = 13mm und einen Faserdurchmesser von df = 0,2mm
werden offenbar die Angaben des Faserherstellers anstatt eigener Messergebnisse verwendet,
vgl. [QWMW18]. Die angegebene Zugfestigkeit fst = 2900N/mm2 und der Elastizitätsmodul
Es = 200000N/mm2 sind daher als konservative Werte zu betrachten. Die Autoren machen
keine Angaben hinsichtlich einer Beschichtung der Faser, sodass aufgrund des geringen Fa-
serdurchmessers von einer Messingbeschichtung ausgegangen wird, die für die Herstellung
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erforderlich ist. Für die folgenden Untersuchungen werden die angegebenen Materialparameter
um sinnvolle Annahmen ergänzt, vgl. Tabelle 6.1.
Als Probekörper wird die Form eines halben „Hundeknochens“ gewählt und ab Beginn der
Rundung vollständig in eine Prüfvorrichtung eingespannt, vgl. Abbildung 3.6. Als Ergebnis
der weggeregelten Versuche mit einer Beanspruchungsgeschwindigkeit von 1,0mm/min liegt
der gemittelte Verlauf der zum Faserauszug benötigten Zugkraft P über den Schlupf s an der
Faserspitze vor, vgl. Abbildung 3.7, [QWMW18]. Ergebnisse der einzelnen Versuche innerhalb
der unterschiedlichen Serien liegen nicht vor, vgl. [QWMW18]. Die gemittelten Versuchsdaten
weisen im Bereich des maximalen Verbundwiderstandes einen vergleichsweise ausgerundeten
Kurvenverlauf auf. Die vorliegende Mittelwertkurve ist daher nur bedingt zur Kalibrierung des
Verbundmodells geeignet. Die folgende Abbildung 6.12 zeigt den verwendeten Datensatz.












Abbildung 6.12: Mittelwertlinie der Versuchsergebnisse aus Nanjing aus [QWMW18]
Die Mittelwertkurve der Versuchsserie mit fünf Probekörpern verläuft aufgrund der üblichen
Streuungen in Einzelfaserauszugversuchen erwartungsgemäß glatter und zeigt nur eine Andeu-
tung eines Peaks mit anschließendem Lastabfall, vgl. Abbildung 6.12. Der maximale Auszugwi-
derstand stimmt näherungsweise mit dem in Braunschweig gemessenen Extremwert überein,
was aufgrund der ähnlichen Fasergeometrie und Einbindelänge und unter Berücksichtigung der
infolge von Streuungen im Allgemeinen geringeren Mittelwerte den Erwartungen entspricht. Al-
lerdings wird dieser Maximalwert erst nach einer deutlich größeren Relativverschiebung erreicht
als bei den Versuchen in Abbildung 6.10. Neben Schlupf aus der Versuchseinrichtung kommt
auch die Mittelwertbildung selbst als mögliche Ursache für diese Differenz infrage. Darüber
hinaus enthalten die Messergebnisse Dehnungen der Betonmatrix, die bei QI ET AL. aufgrund
der gewählten Probekörpergeometrie signifikant höher als bei den Versuchen aus München und
Braunschweig sind. Wie die Versuche von STENGEL werden auch diese Versuche offenbar
durch einen plötzlichen Lastabfall abrupt beendet. Anders als in München werden in Nanjing
Kraftmessdosen mit einer Kalibrierung bis 5000N verwendet, d. h. bei gleichem prozentualen
Genauigkeitsschwellenwert von 1% sind Kraftmesswerte unterhalb von 50N mit Unsicherheiten
belegt. Über die Genauigkeit der Probekörperherstellung lässt sich anhand dieser Mittelwertkurve
keine Aussage treffen. Aufgrund der ähnlichen Versuchseinrichtung und Probekörpervorberei-
tung ist von gewissen Ungenauigkeiten bzgl. der Einbindelängen und -neigungen auszugehen.
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Die folgende Tabelle 6.1 fasst die wesentlichen Kennwerte der ausgewählten Faserauszugversu-
che aus Braunschweig, München und Nanjing zusammen. Für die numerische Simulation der
Einzelfaserauszugversuche werden die Materialkennwerte der Komponenten Faser und Matrix
übernommen. Die Querdehnzahl von ultrahochfesten Feinkornbeton wird entsprechend der
Literatur zu νc = 0,18 abgeschätzt, vgl. [DAf08]. Das Verbundmodell wird im folgenden Kapitel
für die Beschreibung von verschieblichem Verbund kalibriert.
Tabelle 6.1: Merkmale der ausgewählten Faserauszugversuche aus der Literatur
Parameter Einheit Braunschweig München Nanjing
Faserdurchmesser df mm 0,19H 0,15; 0,48 0,2H
Drahtlänge `D mm 16,5 10,0 13,0A
Fasereinbindelänge `e mm 6,5 5,0 6,5
Zugfestigkeit fst N/mm2 3575,8 3225,0; 2610,0 2900,0H
Elastizitätsmodul Es N/mm2 200000,0H 200000,0H 200000,0H
Querdehnzahl νs − 0,3A 0,3A 0,3A
Matrixhöhe hm mm 40,0 15,0 40,0U
Matrixbreite bm mm 10,0 35,0 30,0
Druckfestigkeit fcc N/mm2 158,2 213,0 151,5
Zugfestigkeit fct N/mm2 6,18 10,26U 8,0A
Elastizitätsmodul Ec N/mm2 45400,0 49800,0 45000,0A
Querdehnzahl νc − 0,18A 0,18A 0,18A
H Herstellerangabe
A Annahme
U Umrechnung aus vorhandenen Angaben
6.2.2 Kalibrierung des Verbundmodells
Die Kalibrierung des entwickelten Verbundmodells erfolgt auf Basis der experimentellen Ergeb-
nisse der ausgewählten Einzelfaserauszugversuche, dargestellt in den Abbildungen 6.10, 6.11
und 6.12. Das lokale Verbundverhalten lässt sich jedoch nicht aus dem experimentell erfassten
Auszugverhalten ableiten, da die Verteilung von Verzerrungen und Spannungen entlang der Ver-
bundlänge zu keinem Zeitpunkt während des Faserauszugversuches bekannt ist. Wie in Kapitel
3.3 erläutert, sind nichtlineare Verläufe der lokalen Relativverschiebungen und Verbundspannun-
gen entlang der Verbundlänge zu erwarten, die sich mit fortschreitendem Faserauszug verändern.
Beeinflusst werden diese Verläufe durch eine Reihe von lokalen Faktoren, die nach derzeitigem
Stand der Technik experimentell nicht zu erfassen sind, vgl. Kapitel 3.4. Anders als bei Auszug-
versuchen von konventionellem Bewehrungsstahl sind weder die über den Auszug veränderliche
Verbundlänge noch der tatsächliche Schlupf zwischen den Komponenten bekannt, vgl. Kapitel
3.3. Dabei weicht der Schlupf am eingebetteten, lastfreien Ende infolge von Dehnungen der
Stahlfaser insbesondere während der fortschreitenden Ablösung zwischen Faser und Matrix vom
messbaren Schlupf am Faseraustrittsort ab.
Für die Kalibrierung des entwickelten Verbundmodells wird daher zunächst die veränderliche
Verbundlänge näherungsweise bestimmt. Der Bezug der gemessenen Ausziehlast auf die Ver-
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bundfläche liefert dann eine mittlere Verbundspannung, mit der im Rahmen dieser Arbeit die
Auswertung des Auszugverhaltens erfolgt.
Der gemessene Schlupf s an der Faserspitze enthält neben der Relativverschiebung in der Ver-
bundzone auch Längsdehnungen von Faser und Matrix. Da die Zugspannungen und damit die
Längsdehnungen in der Matrix neben und unterhalb des Verbundbereiches gering ausfallen,
werden sie für die näherungsweise Ermittlung der Verbundlänge vernachlässigt. Der Schlupf
am lastfreien Faserende entspricht dann näherungsweise der absoluten Verschiebung des Faser-
endes. Dieser Faserendschlupf, gemäß RITTER bezeichnet als s0, ist abhängig vom Verlauf der
Faserlängsdehnung im Bereich oberhalb der Matrixoberkante und im Verbundbereich, der im
Folgenden überschlägig ermittelt wird, vgl. [Rit14].
Zwischen der Matrixoberkante und der Lasteinleitung an der Faserspitze verläuft die Längsdeh-
nung der Stahlfaser, die während des gesamten Faserauszuges linear-elastisches Materialver-
halten aufweist, konstant. Im Verbundbereich ist die Faserlängsdehnung vom veränderlichen
Integral des lokalen Verbundwiderstandes über die Verbundlänge, d. h. vom Auszugwiderstand,
abhängig. Vereinfachend wird in diesem Bereich ein linearer Verlauf der Faserdehnungen an-
genommen, wobei die Längsdehnungen der Faser am unbelasteten Faserende verschwinden.
Während diese Annahme den Dehnungsverlauf in der Stahlfaser bis zur vollständigen Ablösung
zwischen Faser und Matrix, d. h. in den Auszugphasen I und II, weniger gut approximiert, da
bis zur vollständigen Ablösung der Kontaktflächen voneinander theoretisch auch in der Mitte
der Faserunterseite eine Kraftübertragung und damit eine Längsdehnung am Faserende erfolgen
kann, stellt sie eine gute Näherung für die Beschreibung der Faserauszugphase dar, vgl. Kapitel
3.3.
Der Faserendschlupf s0 ergibt sich aus dem gemessenen Schlupf s an der Faserspitze abzüglich





Die Integration der angenommenen Faserlängsdehnungen über die Faserlänge kann in Abhängig-





mit der Ausziehlast P bezogen auf die Querschnittsfläche der Faser Af unter Vernachlässigung
ihrer Querkontraktion und den Elastizitätsmodul Es beschrieben werden. Die Verbundlänge `b
wird mit dem Auszug der Faser um den Faserendschlupf reduziert entsprechend
`b = `e− s0, (6.17)
während sich die freie Faserlänge ∆`f außerhalb des Verbundbereiches gleichermaßen um
den Faserendschlupf vergrößert. Der Faserendschlupf entspricht dann nach Integration der
Faserdehnungen über beide Bereiche entsprechend Gleichung (6.15) mithilfe εzz,f nach Gleichung
(6.16) zu
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1+ 12 · εzz,f
(6.19)
und kann so direkt aus den Messergebnissen eines Faserauszugversuches ermittelt werden.
Mit der abnehmenden Verbundlänge reduziert sich auch die zur Kraftübertragung zur Verfü-
gung stehende Verbundfläche Ab = π ·df · `b. Die mittlere Verbundspannung τbz,m parallel zur






Die näherungsweise Ermittlung einer Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung stellt für große
Relativverschiebungen und vergleichsweise kurze Einbindelängen eine gute Approximation der
lokalen Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung dar und ist im Hinblick auf die Kalibrierung des
Verbundmodells im Rahmen dieser Arbeit ausreichend genau. Dabei liegt der Fokus auf der
Entwicklung der Verbundkapazität nach der Ablösung der Faser von der Matrix, vgl. Abbildung
3.12. In den ersten beiden Phasen des Auszugverhaltens nach Kapitel 3.3 weicht die mittlere
Verbundspannung dagegen signifikant vom lokalen Verbundwiderstand ab, sodass die Approxi-
mation der Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung in diesen Bereichen als unzureichend gilt. Die
maximale Verbundfestigkeit wird durch die Mittelwertbildung über die Verbundlänge deutlich
unterschätzt. Die Kalibrierung der Modellparameter für den starren Verbund ist somit erschwert
und mit Unsicherheiten belegt.
Wie im vorigen Abschnitt angemerkt, ist bei der Auswertung von Einzelfaserauszugversuchen
mit einer gewissen Ungenauigkeit hinsichtlich der tatsächlichen Einbindelängen und -neigungen
zu rechnen. Die Betrachtung des spontanen Lastabfalles am Ende einiger Datensätze in den Abbil-
dungen 6.10, 6.11 und 6.12 lässt zwei grundsätzlich verschiedene Schlüsse zu. Entweder stimmt
die in der jeweiligen Versuchsbeschreibung angegebene Einbindelänge infolge von herstel-
lungsbedingten Imperfektionen oder Fehlstellen in der Grenzschicht nicht mit der tatsächlichen
Verbundlänge im Initialzustand überein, oder die Verbundkapazität wird zum Ende der Faseraus-
zugversuche durch verfestigende Verbundmechanismen wie das Mikro-Interlocking dominiert
und wächst deutlich an. Im ersten Fall sind die tatsächlichen Einbindelängen näherungsweise
durch eine lineare oder nichtlineare Extrapolation des abnehmenden Auszugwiderstandes im
Bereich des plötzlichen Lastabfalles zu bestimmen. Die Ermittlung der gemittelten Verbundspan-
nungen muss sich dann auf diese größeren Einbindelängen beziehen. Die Versuchsdaten können
für diese Variante nur bis kurz vor dem plötzlichen Lastabfall ausgewertet werden. In der zweiten
Variante entsprechen die Einbindelängen den maximalen Beträgen des Schlupfes. Abweichend
von der Modellbeschreibung in Kapitel 4.2 ist eine Verfestigung des lokalen Verbundwiderstan-
des infolge der Verbundzonenschädigung zu berücksichtigen, wie auch von WILLE & NAAMAN
beobachtet [WN12].
Zur Kalibrierung des Verbundmodells wird für beide Interpretationsvarianten der Versuchsdaten
je ein Modellparametersatz bestimmt, der das Verbundverhalten in den ausgewählten Faser-
auszugversuchen möglichst allgemeingültig beschreibt. Die Simulation der unterschiedlichen
Versuchskonfigurationen erlaubt anschließend eine Auswertung der Einflüsse auf das Auszug-
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verhalten. Dieses Vorgehen stellt eine gute Vergleichbarkeit der Versuchskonfigurationen nach
Tabelle 6.1 sicher, führt aber auch zu unterschiedlich großen Abweichungen der Simulations-
ergebnisse von den Versuchsdaten. Auf eine Mittelwertbildung der Versuchsdaten wird dabei
verzichtet, um den typischen Verlauf der Verbundspannungen über den Schlupf am Faserende zu
erhalten. Das Materialmodell für die Verbundzone mit linearen Ansätzen für die Degradations-
funktion ψ(d) und das Schädigungsentwicklungspotenzial β (d) erfordert die Kalibrierung von
insgesamt acht Modellparametern, vgl. Kapitel 4.2. Da in allen Versuchen glatte Faseroberflächen
und ein näherungsweise homogenes Gefüge des verwendeten Feinkorn-UHPCs auftreten, wird
auf die Modellierung von anisotropem Verbundverhalten verzichtet, d. h. der Anisotropiebeiwert
λ wird zu 1,0 gesetzt.
In der folgenden Abbildung 6.13 sind die rechnerisch ermittelten Verläufe der Verbundschub-
spannungen nach Gleichung (6.20) über den Faserendschlupf der Faserauszugversuche für die
erste Variante dargestellt. Dabei werden zum Teil um mehr als einen Millimeter vergrößerte
Einbindelängen `e,1 angenommen als in den Versuchsbeschreibungen angegeben, vgl. Tabelle 6.2.
Die Probekörper versagen nach dieser Interpretation ruckartig vor dem Erreichen der maximalen
Schlupfwerte. Die kurz vor Versuchsende erfassten Messwerte des Auszugwiderstandes sind
als zu niedrig und die mittlere Verbundspannung in diesem Bereich als nicht repräsentativ zu
bewerten. In Abbildung 6.13 ist zudem die Entwicklung der lokalen Verbundkapazität infolge des
auf dieser Datengrundlage kalibrierten Verbundmodells über die Relativverschiebung dargestellt.
Die zugehörigen Modellparameter sind in Tabelle 6.3 zusammengefasst.





















Abbildung 6.13: Mittlere Verbundspannung über Faserendschlupf mit korrigierten Fasereinbin-
delängen `e,1 und entsprechend modelliertes Verbundverhalten
Durch den Bezug auf die korrigierten Fasereinbindelängen `e,1 nach Tabelle 6.2 ergeben sich
in Abbildung 6.13 für alle Versuchsergebnisse eine ähnliche Größenordnung und vergleichba-
re Verläufe der mittleren Verbundspannung nach Gleichung (6.20) über den Faserendschlupf.
Die rechnerische Verbundschubspannung zum gemittelten Datensatz NA1 aus Nanjing liegt
erwartungsgemäß infolge der darin enthaltenden Streuungen der Einzelversuche etwas unterhalb
der übrigen Werte und weist keinen charakteristischen Maximalwert mit anschließendem Span-
nungsabfall auf. Die Ermittlung einer Verbundspannung für den Datensatz MU2 aus München
zum Faserauszugversuch mit einer sehr schlanken Faser ergibt einen auffällig steil ansteigenden
Verlauf, der eventuell auf Messungenauigkeiten zurückzuführen ist. Die Umrechnung der übrigen
Versuchsdaten führt auf plausible Verbundspannungsverläufe, vgl. Abbildung 6.13.
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Tabelle 6.2: Fasereinbindelängen nach Versuchsangaben und eigener Ermittlung
Parameter Einheit BS1 BS2 MU1 MU2 NA1
Angegebene Fasereinbindelänge `e,0 mm 6,5 6,5 5,0 5,0 6,5
Ermittelte Fasereinbindelänge `e,1 mm 6,6 6,9 4,5 6,8 9,0
Ermittelte Fasereinbindelänge `e,2 mm 6,30 6,12 5,75 5,0 6,5
Das Verbundverhalten gemäß der Auswertung in Abbildung 6.13 weist die charakteristischen
Phasen von starrem und verschieblichem Verbund auf, wobei sowohl ein Spannungsabfall im
Bereich des Debondings, als auch eine allmähliche Degradation der Verbundkapazität infolge
einer wachsenden Verbundzonenschädigung festzustellen ist. Der insgesamt hohe Verbundwi-
derstand nimmt dabei mit zunehmender Relativverschiebung nur geringfügig ab. Da äußerlich
angreifender Querdruck im Verbundbereich bei allen Versuchsaufbauten auszuschließen ist, wird
der Verbundwiderstand bei Relativverschiebungen durch Mikro-Interlocking und Gleitreibung
infolge einer verschiebungsinduzierten Querdruckentwicklung durch die behinderte Aufweitung
in der Verbundzone generiert, vgl. Kapitel 3.1 und 3.4. Die Verbundqualität ist demnach als eher
gut zu bewerten, da trotz der Abrasion der Kontaktoberflächen und Bewegung von Partikeln
innerhalb der Grenzschicht nur ein geringes Maß an Schädigung wirksam die Verbundkapazität
beeinträchtigt.
Tabelle 6.3: Parametersatz nach Variante a) für das Materialmodell der Verbundzone
Parameter Symbol Einheit
Verbundsteifigkeitsmodul Er N/mm3 13000,0*
Verbundfestigkeit (starrer Verbund) fr N/mm2 13,0
Verbundfestigkeit (versch. Verbund) fs N/mm2 10,3
Anisotropiebeiwert ( f⊥/ f‖) λ 1,0
Schädigung infolge Debonding dd − 0,002
Reibkoeffizient µ − 0,15
Querdruckentwicklungskoeffizient η − 0,001
Schädigungswachstumsfaktor α − 0,025
* sc = 0,001mm
Der in Abbildung 6.13 dargestellte mittlere Verbundwiderstand lässt bei Voraussetzung eines
nichtlinearen Verbundspannungsverlaufes entlang der Fasereinbindelänge keine Rückschlüsse
auf die maximale lokale Verbundfestigkeit im starren Verbund, die Verbundsteifigkeit und die
Schädigung infolge der Ablösung zu. Des Weiteren ist eine Quantifizierung der verschiebungs-
induzierten Querdruckentwicklung in der Verbundzone ohne vorliegende Messergebnisse zur
Kontaktpressung schwierig, da sich erst im Zusammenspiel mit der querdruckunabhängigen
Verbundkapazität der lokale Verbundwiderstand ergibt. In die Kalibrierung des Verbundmodells
auf der Basis des Faserauszugverhaltens müssen daher auch Einschätzungen der Größenordnung
einiger Modellparameter entsprechend der Literatur einfließen. STENGEL schlägt auf der Grund-
lage eigener Literaturrecherchen sowie der durchgeführten Versuche als initialen Reibkoeffizient
µ = 0,15 vor [Ste13]. Die maximale lokale Verbundfestigkeit kann nach STENGEL zu etwa
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fr = 0,086 · fcc oder fr = 1,05 ·
√
fcc angenommen werden [Ste13]. Für eine einaxiale Druckfes-
tigkeit von fcc = 150N/mm2 ergeben beide Faustformeln eine initiale Verbundfestigkeit von
etwa fr = 13N/mm2, welche die gemessene Zugfestigkeit des Matrixmaterials übersteigt. Die
Verbundsteifigkeit wird den eigenen Voruntersuchungen in den Kapiteln 5.2 und 5.3 entsprechend
als hoch angenommen, sodass die stabile Ablösung der Faser von der Matrix nachvollzogen
werden kann. Die Modellparameter der Kalibrierung für die erste Interpretationsvariante der
Versuchsdaten sind in Tabelle 6.3 zusammengefasst.
Für die zweite Auswertung der Versuchsdaten sind die in den Versuchsbeschreibungen angege-
benen Fasereinbindelängen ebenfalls zu korrigieren. Dafür wird der maximale Faserendschlupf
der initialen Verbundlänge gleichgesetzt und zur Umrechnung des Auszugwiderstandes in einen
gemittelten Verbundwiderstand herangezogen. Die korrigierten Fasereinbindelängen `e,2 sind in
Tabelle 6.2 angegeben. Die rechnerisch ermittelten Verläufe der mittleren Verbundschubspan-
nungen nach Gleichung (6.20) über den Faserendschlupf sind in der folgenden Abbildung 6.14
dargestellt. Zum Vergleich ist außerdem das modellierte Verbundverhalten nach der Kalibrierung
für diese Darstellung der Versuchsergebnisse abgebildet. Die zugehörigen Modellparameter sind
in Tabelle 6.4 angegeben.





















Abbildung 6.14: Mittlere Verbundspannung über Faserendschlupf mit korrigierten Fasereinbin-
delängen `e,2 und entsprechend modelliertes Verbundverhalten
Gegenüber den absteigenden Verläufen der mittleren Verbundspannungen über den Faserend-
schlupf in Abbildung 6.13 zeigt die Abbildung 6.14 für alle Datensätze ansteigende Verbund-
spannungsverläufe. Nach dem ersten Maximalwert des mittleren Verbundwiderstandes erfolgt
die Ablösung der Faser von der Matrix, die zunächst mit einer Verringerung des verbleibenden
Verbundwiderstandes einhergeht. Dabei liegen die maximalen Verbundwiderstände bis zum Ende
des Debondings nicht für alle Daten in derselben Größenordnung. Die Versuche aus München,
deren Matrix aus demselben UHPC mit einer sehr hohen Druckfestigkeit besteht, erreichen
unterschiedliche mittlere Verbundspannungen im starren Verbund. Insbesondere zum Ende des
Faserauszuges scheint die Verbundkapazität bei allen Versuchen nahezu exponentiell zuzuneh-
men, vgl. Abbildung 6.14. Nach WILLE & NAAMAN liegt die Ursache für die ansteigenden
Verbundspannungsverläufe in ausgeprägtem Mikro-Interlocking, das auf eine gute Verzahnung
und dichte Partikelpackung mit abgestimmten, unterschiedlichen Korngrößen im UHPC im
Bereich der Grenzschicht zurückzuführen ist [WN12]. Dieser Hypothese widersprechen die ver-
schiedenen Größenordnungen und Verläufe, die sich für die Münchener Versuche ergeben, wenn
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eine vergleichbare Betonqualität im Bereich der Grenzschicht vorausgesetzt wird. Dennoch wird
die Simulation der Faserauszugversuche mit den Parametern der zweiten Kalibrierungsvariante
nach entsprechenden Modellmodifikationen durchgeführt, um die Auswirkungen einer infolge
Relativverschiebungen verstärkten Verbundwirkung zu untersuchen.
Die Modellierung eines solchen Verbundverhaltens erfordert die Modifikation der Degrada-
tionsfunktion (4.46), sodass anstelle einer Degradation eine Verfestigung des Verbundverhaltens
beschrieben werden kann, vgl. Kapitel 4.2. Ein zusätzlicher Summand wirkt mit zunehmen-
der Verbundzonenschädigung d der Degradation der Verbundkapazität entgegen und kehrt die







eine verstärkte Wirkung des Mikro-Interlockings darstellbar ist. Dabei wird vereinfachend das
Verkeilen verschmiert über die Verbundlänge erfasst und nicht als lokales Event. Die Funktion
ist so gewählt, dass mit zunehmender Schädigung ein größer werdender Einfluss des räumlich








vgl. Kapitel 4.2. Je nach Wahl des zusätzlichen Modellparameters γ setzt bei geringen Schädi-
gungsbeträgen zunächst eine Degradation der Verbundkapazität ein, bevor bei fortgeschritte-
ner Schädigung schließlich die verfestigende Wirkung dominiert. Neben der Entwicklung der
Verbundkapazität τlim werden auch Veränderungen des Reibkoeffizienten µ und der Querdruck-
entwicklungskoeffizienten η durch die Degradationsfunktion beschrieben. Die Wahl von γ = 0
deaktiviert die Verfestigung infolge von Mikro-Interlocking vollständig.
Das entwickelte Verbundmodell ist mit dieser Modifikation in der Lage, die Wahrscheinlichkeit
für ein Verkeilen der Partikel in der Grenzschicht abzubilden. Dabei wird die Auswirkung eines
lokalen, auf eine minimale Verbundlänge begrenzten Events auf den allgemeinen Verbund-
widerstand für diesen Schädigungszustand bezogen. So kann ein gleichmäßiger Anstieg des
Verbundwiderstandes generiert werden, was das Modell unabhängig von lokalen Imperfektionen
und Inhomogenitäten macht. Ausgewertet werden kann mit dieser Formulierung der Einfluss
eines ansteigenden Verbundwiderstandes auf das Auszugverhalten. Da der überproportionale
Anstieg der übertragbaren Verbundspannungen bei einer stark geschädigten Verbundzone in
Gleichung (6.21) nicht begrenzt ist, tendiert eine Modellierung von Faserauszugversuchen mit
langen Verbundlängen zu sehr großen Verbundwiderständen und damit zu einem Versagen durch
Faserreißen.
Das angenommene Verbundverhalten in der Phase des verschieblichen Verbundes deutet auf
eine sehr hohe Verbundqualität in der Grenzschicht hin. Dabei sind Rückschlüsse auf die
Adhäsion und Verzahnung zwischen Faser und Matrix nicht begründet zulässig, sofern die
Wahrscheinlichkeit des Verkeilens von Partikeln beim Faserauszug nach WILLE & NAAMAN
nicht durch die Faseroberfläche, sondern ausschließlich durch das Betongefüge beeinflusst wird.
Die Modellparameter der Kalibrierung für diese Auswertung der Versuchsdaten sind in Tabelle
6.4 zusammengefasst.
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Tabelle 6.4: Parametersatz nach Variante b) für das Materialmodell der Verbundzone
Parameter Symbol Einheit
Verbundsteifigkeitsmodul Er N/mm3 13000,0*
Verbundfestigkeit (starrer Verbund) fr N/mm2 13,0
Verbundfestigkeit (versch. Verbund) fs N/mm2 11,0
Anisotropiebeiwert ( f⊥/ f‖) λ − 1,0
Schädigung infolge Debonding dd − 0,01
Reibkoeffizient µ − 0,15
Querdruckentwicklungskoeffizient η − 0,000015
Schädigungswachstumsfaktor α − 0,1+
* sc = 0,001mm
+ γ = 0,8
Die Kalibrierung des entwickelten Verbundmodells für unterschiedliche Interpretationen des
experimentell erfassten Auszugverhaltens führt auf ungleiche Modellparameter. Das lokale Ver-
bundverhalten in der Verbundzone unterliegt dabei verschiedenen Einflüssen und maßgebenden
Entwicklungsprozessen. Während der ersten Variante das charakteristische Verbundverhalten
gemäß den Verbundgesetzen aus der Literatur, vgl. Kapitel 4.1, zugrunde liegt, setzt die zweite Va-
riante die vorliegende Hypothese zu Interlocking-Effekten und Verkeilungen in der Grenzschicht
um, vgl. [WN12]. Dennoch sollen beide Varianten das experimentell erfasste Faserauszugverhal-
ten wiedergeben.
Als Fazit dieser Auswertung kann daher bereits an dieser Stelle festgehalten werden, dass für
eine eindeutige Identifizierung des Verbundverhaltens Messergebnisse zu Auszugwiderstand und
Schlupf aus Einzelfaserauszugversuchen nicht ausreichen. Die Validierung des Verbundmodells
im folgenden Kapitel zeigt die Auswirkungen des in den Abbildungen 6.13 und 6.14 dargestellten,
unterschiedlich interpretierten Verbundverhaltens. Der Vergleich dieser beiden Varianten erlaubt
Rückschlüsse auf eine korrekte Auswertung von Faserauszugversuchen. Außerdem können
Hinweise auf eine optimale Konfiguration und Versuchsdurchführung im Hinblick auf eine
verbesserte Aussagekraft von Faserauszugversuchen abgeleitet werden.
6.2.3 Validierung des Verbundmodells
Zur Validierung des Verbundmodells werden zunächst die zur Kalibrierung ausgewählten Fa-
serauszugversuche mit den Abmessungen und Materialkennwerten nach Tabelle 6.1 modelliert
und numerisch analysiert. Zur Reduzierung der Modellgröße wird der Beobachtung in Kapi-
tel 5.2 folgend, dass der zur Kraftübertragung erforderliche Matrixradius rm mindestens dem
zehnfachen Faserradius rf entspricht, die modellierte Matrixbreite gegenüber den Abmessun-
gen der Versuchskörper erheblich verkleinert. Für die Versuche mit schlanken Fasern wird
ein Matrixradius von rm = 2mm gewählt, während um die Faser mit größerem Durchmesser
aus München ein minimaler Matrixradius von rm = 4mm modelliert wird. Die Matrixhöhe
hm sowie die Drahtlänge `D und Fasereinbindelänge `e des Berechnungsmodells entsprechen
genau den Dimensionen in Tabelle 6.1, um eine Vergleichbarkeit der Längsdehnungen und
Schlupfwerte des Verbundkörpers sicherzustellen. Die Abmessungen und Randbedingungen des
Berechnungsmodells zur Simulation von Faserauszugversuchen sind in der folgenden Abbildung
6.15 schematisch dargestellt.
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Für die folgenden Untersuchungen werden die Strukturkomponenten Faser und Matrix mit
isoparametrischen Hexaeder-Elementen mit linearen Ansatzfunktionen diskretisiert, während
die Verbundzone mithilfe der in Kapitel 5.2 vorgestellten Interface-Elemente einschließlich der
Erweiterung für verschieblichen Verbund nach Kapitel 5.3 aufgelöst wird. Dem Isoparametrie-
konzept entsprechend sind auch diese Elemente mit linearen Funktionen zur Beschreibung von
Elementgeometrie und Verschiebung formuliert. Erläuterungen bezüglich der Elementarbeiten















Abbildung 6.15: Schematische Darstellung des Berechnungsmodells mit Abmessungen und
Randbedingungen für die Simulation von Faserauszugversuchen
Bei der numerischen Simulation von Faserauszugversuchen kommt es unmittelbar vor Beginn der
Faserablösung zu sehr hohen Zugspannungen in der Matrix im Bereich des Faseraustrittsortes,
die frühzeitig zu einer erheblichen Schädigung und schließlich zum Versagen der Matrix ent-
sprechend dem verwendeten gekoppelten Plastizitäts- und Schädigungsmodell für Beton führen,
vgl. Kapitel 6.1. Für die folgenden Simulationen wird daher die Schädigungsentwicklung deak-
tiviert. Vergleichsuntersuchungen zufolge hat diese Modellmodifikation keinen Effekt auf das
Auszugverhalten. Die Auswirkungen der Singularitätsstelle am Faseraustrittsort auf den Span-
nungszustand werden im weiteren Verlauf dieses Kapitels ausgewertet. Als Elastizitätsgrenzen
des UHPCs im Zug- und Druckbereich werden
fct,el = 0,8 · fct und fcc,el = 0,8 · fcc (6.23)
definiert, sodass auch infolge einer geringfügigen Verfestigung mit den Verfestigungsmoduln von
HR = 1000N/mm2 und HDP = 6000N/mm2, wie in Abbildung 6.4 dargestellt, die nominelle
Zugfestigkeit respektive Druckfestigkeit des Materials nicht überschritten wird, vgl. Kapitel 6.1.
Für die folgende Auswertung des Auszugverhaltens werden die Zugspannungen in Faserlängs-
richtung in der Mitte der Faserspitze ausgewertet und unter Berücksichtigung der Querkontraktion
der Faser in Zugkräfte umgerechnet. An der Faserspitze stellt sich eine über den ebenbleibenden
Querschnitt gleichverteilte Zugspannung in Faserlängsrichtung ein. Der Faserdurchmesser df(σ)
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verjüngt sich dabei infolge der Zugspannung in Längsrichtung zu












ermittelt werden kann. Die Zugkraft an der Faserspitze ergibt sich als Integral der gleichverteilten
Zugspannungen über die Querschnittsfläche zu












Um eine Vergleichbarkeit zwischen den unterschiedlichen Versuchskonfigurationen herzustellen,
wird für die folgende Darstellung der Ergebnisse in den Abbildungen 6.16 und 6.17 die Zugkraft
an der Faserspitze auf den theoretischen Maximalwert infolge einer konstanten Verbundspan-
nungsverteilung in Höhe der initialen Verbundfestigkeit fr
P0,i = fr · `e,i ·uf (6.27)
mit i ∈ [0; 2] normiert. Dabei werden für die Normierung der Versuchsdaten die korrigierten
Fasereinbindelängen nach Tabelle 6.2 verwendet.















































Abbildung 6.16: Experimentell und numerisch ermittelter Auszugwiderstand über Schlupf mit
Modellparametern gemäß Tabelle 6.3
In der vorstehenden Abbildung 6.16 sind die Ergebnisse, d. h. die Verläufe des Auszugwider-
standes über den Schlupf an der Faserspitze, einerseits der Experimente und andererseits der
numerischen Simulationen mit den Modellparametern der ersten Kalibrierungsvariante gemäß
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Tabelle 6.3 gegenübergestellt. Darin erfolgt die Normierung der Versuchsergebnisse in Abbildung
6.16 a) gemäß Gleichung (6.27) mithilfe der durch Extrapolation korrigierten Fasereinbindelän-
gen `e,1 nach Tabelle 6.2. In Analogie dazu sind die Simulationsergebnisse in Abbildung 6.16
b) normiert auf den theoretischen, maximalen Auszugwiderstand P0,0 nach Gleichung (6.27)
dargestellt.
Die numerischen Simulationen der untersuchten Faserauszugversuche in Abbildung 6.16 b)
ergeben ein näherungsweise übereinstimmendes Auszugverhalten, das die charakteristischen
Phasen nach Kapitel 3.3 aufweist. Dabei ist nur ein geringfügig nichtlinearer Verlauf des abneh-
menden Auszugwiderstandes in der Faserauszugphase zu erkennen. Nahezu ideal linear verläuft
der Auszugwiderstand bei Variante MU2a in Abbildung 6.16 b), die sich vor allem durch den
größeren Faserdurchmesser von df = 0,48mm von den übrigen Konfigurationen unterscheidet.
Die vergrößerte Darstellung der ersten beiden Auszugphasen in Abbildung 6.16 b) zeigt, dass
der maximale Auszugwiderstand bei unterschiedlichen Schlupfbeträgen erreicht wird und der
anschließende Lastabfall infolge des abweichenden Schädigungswachstums nicht mit demselben
Schlupfzuwachs einhergeht, vgl. Kapitel 3.3. Dabei ist zu berücksichtigen, dass der hier dar-
gestellte Absolutwert des Schlupfes s an der Faserspitze auch die elastischen Dehnungen der
ungleich langen Komponenten beinhaltet. Weiterhin ist zu erkennen, dass die Maximalwerte
des Auszugwiderstandes der verschiedenen Versuchskonfigurationen in den numerischen Si-
mulationen unterschiedlich nah an das jeweilige theoretische Maximum P0,0 nach Gleichung
(6.27) herankommen. Als Ursache für diese Abweichung kommt neben der abweichenden Schä-
digungsentwicklung auch eine abweichende Kontaktpressung infrage, die die Verteilung der
Verbundschubspannungen über die Verbundlänge beeinflusst, vgl. Kapitel 4.2. Eine detaillierte
Auswertung der Entwicklung von Verbundzonenschädigung und Querdruck erfolgt im folgenden
Kapitel.















































Abbildung 6.17: Experimentell und numerisch ermittelter Auszugwiderstand über Schlupf mit
Modellparametern gemäß Tabelle 6.4
Ergänzend dazu sind in Abbildung 6.17 die Versuchsdaten und Ergebnisse der numerischen
Simulationen mit den Modellparametern der zweiten Kalibrierungsvariante gemäß Tabelle
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6.4 gegenübergestellt. Die Normierung der Versuchsergebnisse in Abbildung 6.17 a) nach
Gleichung (6.27) bezieht sich auf die ermittelten Fasereinbindelängen `e,2 nach Tabelle 6.2. Die
Simulationsergebnisse in Abbildung 6.17 b) sind entsprechend auf die maximale Auszugkraft
P0,0 normiert dargestellt.
Während die Ergebnisse der Variante MU2b mit dem Faserdurchmesser df = 0,48mm ein nur
geringfügig nichtlineares Auszugverhalten in der Faserauszugphase aufweist, sind die übrigen
Verläufe des Auszugwiderstandes über den Schlupf in Abbildung 6.17 b) erkennbar nichtlinear
bei fortgeschrittenem Auszug der Faser aus der Matrix. Das Auszugverhalten gemäß Abbil-
dung 6.17 a) mit dem beschleunigten Lastabfall zum Ende des Faserauszuges ist daher mit der
gewählten Modellierung nicht für alle Konfigurationen reproduzierbar. Auch die numerischen
Simulationen zu dieser Kalibrierungsvariante zeigen einen signifikanten Einfluss der Schädi-
gungsentwicklung, welche im folgenden Kapitel detailliert dargestellt ist, auf die Wirksamkeit
der Verfestigung.
Grundsätzlich ist das entwickelte Verbundmodell in der Lage, das Auszugverhalten von Einzel-
fasern aus UHPC zu beschreiben. Der Vergleich der in den Abbildungen 6.16 b) und 6.17 b)
dargestellten Simulationsergebnisse lässt bereits erste Rückschlüsse auf die Bedeutung der in
Kapitel 3.3 zusammengefassten Einflüsse auf das Auszugverhalten zu. Im folgenden Kapitel
wird die Entwicklung der Verbundwirkung im Hinblick auf die geometrischen und materi-
alspezifischen Einflussparameter genauer analysiert. Zunächst wird das Auszugverhalten zur
Modellvalidierung und Überprüfung der im Rahmen der Kalibrierung getroffenen Annahmen
hinsichtlich der Auswertung der Verbundwirkung für die Modellkonfiguration BSa analysiert.
Dazu werden der Zustand des Faser-Matrix-Verbundes und die Entwicklung des Verbundwider-
standes über die charakteristischen Phasen des Auszugverhaltens gemäß Kapitel 3.3 untersucht,
die in der folgenden Abbildung 6.18 dargestellt sind.
Im Initialzustand herrscht in Phase I über die gesamte Verbundfläche des Faser-Matrix-Verbundes
starrer Verbund vor. Der Faserendschlupf s0 verschwindet näherungsweise mit s0 = 4,86nm,
während am Faseraustrittsort allmählich der Grenzwert des elastischen Schlupfes sc erreicht wird.
Die folgende Abbildung 6.18 a) zeigt die Konzentration der Schubspannungen σxz im Bereich
des Faseraustrittsortes.
In der zweiten Phase des Auszugverhaltens erfolgt mit der fortschreitenden Kontaktzonenriss-
bildung der Übergang von starrem zu verschieblichen Verbund entlang der eingebetteten Faser.
Die Ausweitung der Schubspannungen entlang der Verbundlänge in Abbildung 6.18 b) zeigt den
Fortschritt der Ablösung der Faser von der Matrix an. In diesem partiellen Ablösungszustand des
Faser-Matrix-Verbundes konzentriert sich die Kraftübertragung auf den abgelösten Bereich, in
dem durch das Debonding zunächst ein hoher lokaler Verbundwiderstand generiert wird. Am
eingebetteten Faserende tritt nur eine Verschiebung von s0 = 0,368µm auf.
Mit zunehmender Relativverschiebung und Verbundzonenschädigung erfolgt die Degradation
der Verbundkapazität. In Abhängigkeit des vorherrschenden Querdruckes weist der lokale
Verbundwiderstand dabei einen mehr oder weniger hohen Anteil aus Gleitreibung auf. Mit dem
Auszug der Faser aus der Matrix wird der Bereich der Kraftübertragung zunehmend reduziert.
In Abbildung 6.18 c) sind die Schubspannungen im verformten Zustand des Faser-Matrix-
Verbundes bei einem Faserendschlupf von s0 = 2mm dargestellt.







a) Phase I b) Phase II c) Phase III
Abbildung 6.18: Darstellungen der Schubspannungen für die verschiedenen Auszugphasen
Die Bestimmung des Faserendschlupfes nach Gleichung (6.19) beruht auf der Annahme, dass
die Dehnungen der Matrix entlang und unterhalb der Verbundzone vernachlässigbar gering sind,
sodass die Verschiebung der Faser näherungsweise der Relativverschiebung in der Verbundzone
entspricht. Im linken Diagramm in der folgenden Abbildung 6.19 ist die Längsverschiebung
der Matrix in direkter Umgebung der Grenzschicht für die verschiedenen Auszugphasen gemäß
Abbildung 6.18 über die bezogene Verbundlänge ζ dargestellt. Dabei wird für die Faserauszug-
phase die Verbundlänge nach Gleichung (6.17) bestimmt, d. h. der Faserkanal unterhalb des um
s0 = 2mm verschobenen Faserendes ist nicht Teil der dargestellten Verbundlänge. Außerdem
zeigt Abbildung 6.19 rechts die Dehnungen εxx, die in dieser Ansicht der Symmetrieschnittfläche
den Querdehnungen der Faser in Richtung des äußeren Matrixrandes entsprechen, in einer
einhundertfach überhöhten Darstellung der Verformungsfigur in Phase I.
In beiden Darstellungen in Abbildung 6.19 ist die Ausbildung eines Meniskus im Bereich des
Faseraustrittsortes zu erkennen, wo die Längsverschiebung der Matrix stark zunimmt. Darüber
hinaus zeigen die Verschiebungsverläufe den Einfluss der Ablösung in Phase II, mit der eine
lokale Vergrößerung der Matrixverschiebung einhergeht. Insgesamt weisen die Verläufe aber
auf eine untergeordnete Bedeutung der Matrixdehnung für die Ermittlung des Schlupfes und
der Relativverschiebung in der Grenzschicht hin. Die Darstellung der Querdehnungen εxx in
Abbildung 6.19 rechts im Bereich des Faseraustrittsortes zeigt die lokale Konzentration von Quer-
zugspannungen infolge der Matrixverformung. Dieser durch die Singularitätswirkung verstärkte
Spannungszustand führt, wie eingangs erwähnt, bei der Initiierung der Kontaktzonenrissbildung
zu Beginn des Faserauszuges zu einer intensiven Zugschädigung innerhalb des gekoppelten
Plastizitäts- und Schädigungsmodells für Beton, vgl. Kapitel 6.1.
Infolge der Querzugspannungen wird auch eine Ringzugspannung in geringer Entfernung um
den Faseraustrittsort generiert, die ebenfalls bei der beginnenden Auflösung des starren Ver-
bundes eine kritische Größenordnung erreicht. Die Singularität am Faseraustrittsort hat auch
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einen Einfluss auf die Verbundwirkung, wie die folgende Auswertung zeigt. Im Bezug auf die
experimentellen Untersuchungen ist die in Abbildung 6.19 gezeigte Verformung plausibel.





















Abbildung 6.19: Verschiebung der Matrix im Abstand r = 5/8 ·df von der Faserachse über die
Verbundlänge und Darstellung der Querdehnungen im Faser-Matrix-Verbund
In der folgenden Abbildung 6.20 sind links die Verläufe der Zugspannung in Fasermitte über die
bezogene Verbundlänge analog zu den in Abbildung 6.18 dargestellten Verschiebungszuständen
dargestellt.






































Abbildung 6.20: Längszugspannungen in Fasermitte über die Verbundlänge für verschiedene
Auszugphasen und über den Schlupf an Faserspitze und Faserende
Die überschlägige Ermittlung des Faserendschlupfes nach Gleichung (6.19) berücksichtigt die
Annahme eines linearen Spannungs- und Dehnungsverlaufes in der Faser entlang des Verbundbe-
reiches. Während die Annahme einer linearen Spannungs- und Dehnungsverteilung in der Faser
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für den abgelösten Bereich der Verbundzone, d. h. für die gesamte verbleibende Verbundlänge
bei einem Faserendschlupf von s0 = 2mm und für den Bereich nahe des Faseraustrittsortes
bei s0 = 0,4µm, gerechtfertigt ist, verläuft die Zugspannung in der quasi-starr mit der Matrix
verbundenen Faser nichtlinear, wie Voruntersuchungen in Kapitel 5.2 ebenfalls zeigen.
Außerdem ist rechts in Abbildung 6.20 die Faserzugspannung an der Lasteinleitungsstelle über
den Schlupf s an der Faserspitze sowie s0 am Faserende dargestellt. Während die Verläufe
des Schlupfes an der Faserspitze und am Faserende erwartungsgemäß voneinander abweichen,
entspricht die überschlägige Ermittlung des Faserendschlupfes s0 nach Gleichung (6.19) nahezu
exakt der numerisch ermittelten Verschiebung des Faserendes. Diese Übereinstimmung bestätigt
die ausreichend gute Näherung des tatsächlichen Verlaufes der Faserzugspannungen über die
Faserlänge im Rahmen der Kalibrierung. Für die folgenden Darstellungen der Entwicklung
der Verbundwirkung über den Verlauf des Faserauszuges wird daher der numerisch ermittelte
Faserendschlupf als Bezugsgröße gewählt.
Neben der veränderlichen Verbundlänge, die mithilfe des Faserendschlupfes näherungsweise
bestimmt werden kann, sind zur Auswertung des experimentell ermittelten Auszugverhaltens
Informationen über die Verteilung der Verbundspannungen über die Verbundlänge erforderlich.
Da die Relativverschiebung in der Grenzschicht im Rahmen eines Faserauszuges vom einge-
betteten Faserende in Richtung des Faseraustrittsortes zunimmt, ist die Schlupfdifferenz eine
geeignete Hilfsgröße zur Einschätzung des Verbundspannungsverlaufes über die Verbundlänge
in Verbindung mit der Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung in Abbildung 6.13.
In der folgenden Abbildung 6.21 ist die Differenz zwischen der Relativverschiebung am Faser-
austrittsort und am eingebetteten Faserende, bezeichnet als Schlupfdifferenz ∆δt, für die verschie-
denen Auszugphasen über die bezogene Verbundlänge und über den Faserendschlupf dargestellt.
Obwohl der Faserauszug überwiegend von einer nichtlinearen Verteilung der Relativverschie-
bungen entlang der Verbundlänge geprägt ist, ist die absolute Differenz der Verschiebungen mit
weniger als ∆δt = 0,03mm vergleichsweise gering.






























Abbildung 6.21: Schlupfdifferenz über die Verbundlänge für verschiedene Auszugphasen und
an der Stelle des Faseraustrittsortes über den Faserendschlupf
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Die Änderung der übertragbaren Verbundspannungen über eine kleine Schlupfdifferenz ist für die
gewählte Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung in Abbildung 6.13 nur in den Phasen des starren
Verbundes und des Debondings signifikant, vgl. Kapitel 3.1. Insbesondere bei fortgeschrittenem
Faserauszug mit verschieblichem Verbund über die verbleibende Verbundlänge ergibt sich bei
der geringen Schlupfdifferenz eine nahezu gleichmäßig verteilte Verbundschubspannung, vgl.
Abbildung 6.22.
Aufbauend auf der überschlägigen Ermittlung des Faserendschlupfes ermöglicht die Annahme
eines vereinfachenden Verlaufes der Faserlängsdehnung εzz,f nach Gleichung (6.16) außerhalb
des Verbundbereiches die näherungsweise Bestimmung der Schlupfdifferenz. Die akkumulierte
Verschiebung der Faser lässt sich nach Integration mit
∆δt = εzz,f ·
1
2
(`e + s0) (6.28)
abschätzen.
Mit dieser Approximation der Schlupfdifferenz kann direkt aus den Ergebnissen eines Faseraus-
zugversuches der Schlupf am Faseraustrittsort ermittelt werden. Die Auswertung der lokalen
Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung für den Schlupf am Faseraustrittsort und den Faserend-
schlupf ermöglicht dann eine Einschätzung der Verbundspannungsverteilung, da direkt der
Ablösungszustand sowie mögliche Extremwerte der Verbundschubspannung in der Grenzschicht
bekannt sind.
In Abbildung 6.21 rechts sind die numerisch ermittelten Schlupfdifferenzen über den Faser-
auszug den mithilfe Gleichung (6.28) überschlägig bestimmten Beträgen gegenübergestellt.
Die geringfügige gleichbleibende Abweichung von etwa 0,001mm ist dabei auf die Ermittlung
der Relativverschiebung mithilfe der Knotenzuordnung und der tolerierten Abweichung von
sc = 0,001mm zurückzuführen. Der nahezu übereinstimmende Verlauf bestätigt die Korrelation
zwischen den Relativverschiebungen in der Verbundzone und der Faserverschiebung. Insgesamt
liefert die näherungsweise Ermittlung des Faserendschlupfes und der Schlupfdifferenz für die
Modellkonfiguration BSa nahezu mit der Simulation übereinstimmende Ergebnisse.
Die folgende Abbildung 6.22 zeigt links die Verteilungen der Verbundschubspannungen über die
bezogene veränderliche Verbundlänge, ausgewertet für die verschiedenen Zustände des Faser-
Matrix-Verbundes entsprechend Abbildung 6.18. Die nichtlineare Verbundspannungsverteilung
vor der Ablösung der Faser von der Matrix weist im Bereich des Faseraustrittsortes Einflüsse
aus der Verformung der Matrix und der Singularitätsstelle auf, vgl. Abbildung 6.19. Nach der
partiellen Ablösung der Kontaktoberflächen voneinander in Auszugphase II gemäß Abbildung
6.18 ist im abgelösten Bereich ein hoher und nahezu konstant verlaufender Verbundwider-
stand vorherrschend, während im Bereich des Faserendes analog zu Phase I ein nichtlinearer
Spannungsverlauf ausgebildet ist.
Die Verteilung der Verbundspannungen im abgelösten Bereich ist von der Änderung der Rela-
tivverschiebungen und der lokalen Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung mit der Degradation
der Verbundkapazität und der Entwicklung von Querdruck abhängig, vgl. Kapitel 3.4. Im Ver-
gleich zur schematischen Darstellung des Verbundspannungsverlaufes in Abbildung 3.11 ist
in den numerischen Ergebnissen ein deutlicher Knick im Verlauf der Verbundspannungen zu
erkennen. Dieser ist auf den Toleranzwert sc innerhalb des Kontaktalgorithmus zurückzuführen,
mit dessen Überschreitung eine schlagartige Änderung der Verbundwirkung einhergeht, vgl.
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Kapitel 5.3. Im vollständig verschieblichen Faser-Matrix-Verbund bildet sich dann eine nahezu
konstante Verteilung der Verbundschubspannungen über die Verbundlänge aus, wie hinsichtlich
der geringfügigen abnehmenden Schlupfdifferenz zu erwarten, vgl. Abbildung 6.21.
































Abbildung 6.22: Verbundschubspannungen über die Verbundlänge für verschiedene Auszugpha-
sen und Entwicklung im Bereich des Faseraustrittsortes über den Auszug
Dieser Beobachtung entsprechend weicht die rechts in Abbildung 6.22 dargestellte mittlere
Verbundspannung τt,m über den Faserendschlupf in der Faserauszugphase kaum von der lokalen
Verbundspannung im Bereich des Faseraustrittsortes ab. Diese wird in einigem Abstand zum Rand
der Verbundzone an der Stelle ζ0 = 0,07 im Bezug auf die initiale Verbundlänge ausgewertet, um
den Einfluss der Störung durch die Matrixverformung und die Singularitätsstelle zu minimieren.
Lediglich während des Ablösevorganges in den Auszugphasen I und II kann die Mittelwertkurve
die lokal unterschiedliche Verbundwirkung mit ihrem nichtlinearen Verlauf nicht abbilden. Das
zeigt auch die Standardabweichung, die von Werten in der Größenordnung von 5,0N/mm2 zu
Beginn des Auszuges auf Beträge unterhalb von 0,1N/mm2 zurückgeht.
Darüber hinaus verläuft die lokale Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung gemäß der Kalibrie-
rung des Verbundmodells in Abbildung 6.13, die in dieser Darstellung in schwarz hinterlegt
ist, im Faserauszugbereich nahezu identisch. Das Vorgehen zur Auswertung von Faserauszug-
versuchen, das im Rahmen der Kalibrierung dargelegt ist, kann zusammenfassend durch diese
Ergebnisse für die Faserauszugphase bestätigt werden. Eine detaillierte Auswertung der Ver-
bundwirkung im starren Faser-Matrix-Verbund ist hingegen nicht mithilfe einer überschlägigen
Ermittlung der Verbundlänge und gemittelten Verbundspannungen möglich.
Die Entwicklung der Verbundschubspannung über den Faserendschlupf in Abbildung 6.22 rechts
deutet außerdem auf einen geringen Einfluss von Querdruckspannungen in dieser Modellkonfigu-
ration hin. In der folgenden Abbildung 6.23 sind die Relativverschiebungen in Normalenrichtung
sowie die Verbundnormalspannung in der Verbundzone dargestellt. Neben den Verläufen der
Relativverschiebung δn über die bezogene Verbundlänge für die Auszugphasen II und III ge-
mäß Abbildung 6.18 sind in Abbildung 6.23 links auch die Verläufe der inelastischen Anteile
dargestellt.
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Abbildung 6.23: Normale Relativverschiebungen über Verbundlänge und Entwicklung der Ver-
bundnormalspannungen im Bereich des Faseraustrittsortes über den Auszug
Während zu Beginn des Faserauszuges nur geringe, überwiegend positive Relativverschiebungen
auf eine Querzugbeanspruchung in der Verbundzone hinweisen, erfährt die Verbundzone mit
fortschreitendem Faserauszug eine inelastische Aufweitung infolge von Dilatanz, vgl. Kapitel
3.2. Die Diskrepanz zwischen inelastischer und totaler Relativverschiebung zeigt, dass diese
Aufweitung eine elastische Überdrückung der Kontaktzone und damit eine zunehmende Kontakt-
pressung im abgelösten Verbundbereich erzeugt. Außerdem zu erkennen ist die Auswirkung der
Matrixverformung auf die Verbundzone im Bereich des Faseraustrittsortes, vgl. Abbildung 6.19.
Der Spannungszustand in der Verbundzone verändert sich signifikant mit der Ablösung der Faser
von der Matrix, vgl. Abbildungen 6.22 und 6.23. Mit einsetzender Beanspruchung generieren
zunächst die Verbundmechanismen Adhäsion und Mikroverzahnung einen hohen Verbundwi-
derstand, der eine über die Verbundlänge nichtlineare Kraftübertragung ermöglicht. Bis zum
maximalen Auszugwiderstand nimmt die Querkontraktion der Faser und damit die Querzug-
spannung in der Verbundzone zu. Mit der Überschreitung der initialen Verbundfestigkeit aus der
kombinierten parallelen und senkrechten Verbundspannung im Bereich des Faseraustrittsortes
wird die Kontaktzonenrissbildung initiiert. Der Kontaktzonenriss zwischen Faser und Matrix
wächst bei zunehmender Beanspruchbarkeit in Richtung des eingebetteten Faserendes und führt
zu einer vollflächigen Aktivierung des maximalen Verbundwiderstandes.
Im Zuge der Rissbildung wird auch der umliegende Beton aufgrund seiner geringen Zugfestigkeit
geringfügig geschädigt. Zeitgleich ermöglicht das Debonding eine inelastische Aufweitung der
Grenzschicht etwa durch die Ablösung von Betonpartikeln im Faserkanal. Der fortschreitende
Faserauszug schädigt die Verbundzone durch Abrasion und Vermahlung der gelösten Partikel
und führt so zu einem abnehmenden Verbundwiderstand. Gleichzeitig verringert sich die Ver-
bundlänge mit zunehmendem Faserendschlupf, sodass der Auszugwiderstand als Integral des
lokalen Verbundwiderstandes über die verbleibende Verbundlänge kontinuierlich reduziert wird.
Die Entspannung der Faser führt dabei zu einer verringerten Querkontraktion, d. h. zu einer
Überdrückung der Verbundzone gegen die anschließende Betonmatrix. In der Folge werden
die anfänglichen Querzugspannungen durch eine stetig zunehmende Kontaktpressung ersetzt.
Durch die Aktivierung des Reibverbundes verändert sich auch die Tragfähigkeit der Verbund-
zone, da mit der Begrenzung des Spannungszustandes im Querdruckbereich eine zunehmende,
rechnerische Verbundfestigkeit generiert wird, vgl. Kapitel 4.2 und 4.3.
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Die Entwicklung der Verbundnormalspannung im Bereich des Faseraustrittsortes über den Faser-
endschlupf, dargestellt in Abbildung 6.23 rechts, verläuft nach der Ablösung zwischen Faser und
Matrix nahezu linear im negativen Bereich bis zum lokalen Kontaktverlust. Dabei erreicht sie
eine Größenordnung, die eine signifikante Gleitreibung induziert und somit den lokalen Verbund-
widerstand zunehmend verstärkt. Der querdruckinduzierte Reibverbund wirkt der Degradation
der Verbundkapazität durch die Verbundzonenschädigung hinsichtlich der Verbundwirkung
entgegen. Dennoch nimmt gleichermaßen die irreversible Schädigung der Verbundzone zu, wie
die folgende Abbildung 6.24 zeigt. Darin sind der Verlauf der Verbundzonenschädigung über
die Verbundlänge bei partieller Ablösung und die Entwicklung der Schädigung im Bereich
des Faseraustrittsortes über den Faserendschlupf dargestellt. Die nichtlineare Verteilung der
Schädigung entspricht dabei der Verteilung der inelastischen Relativverschiebungen δ int , die
gemäß Kapitel 4.2 alleine zum Schädigungswachstum beiträgt. Durch das abnehmende Schädi-
gungsentwicklungspotenzial ist bei weiteren Relativverschiebungen z. B. bei längeren Fasern
oder eine abwechselnd gerichtete Verschiebung infolge einer zyklischen Beanspruchung ein
weiter abflachender Verlauf der Verbundzonenschädigung über den Schlupf zu erwarten, vgl.
Abbildungen 4.20 und 4.33. Der geschädigte Zustand der Verbundzone limitiert maßgeblich ihre
Tragfähigkeit bei weiteren Beanspruchungen. Die Auswirkungen einer Entlastung wie etwa im
Rahmen einer zyklischen Ermüdungsbeanspruchung sind im folgenden Kapitel dargelegt.
















Abbildung 6.24: Verbundzonenschädigung über die Verbundlänge bei partieller Ablösung und
Entwicklung im Bereich des Faseraustrittsortes über den Auszug
Die Auswertung des Auszugverhaltens hinsichtlich der Verbundwirkung und ihrer Entwicklung
über den kontinuierlichen Faserauszug belegt die Eignung des entwickelten Verbundmodells
für numerische Analysen des Faser-Matrix-Verbundes. Das in Kapitel 3.3 herausgearbeitete,
charakteristische Auszugverhalten mit der vom Faseraustrittsort in Richtung des Faserendes
fortschreitenden Kontaktzonenrissbildung ist detailliert nachvollziehbar. Mit der gewählten
Kalibrierung des Verbundmodells anhand der mittleren Verbundschubspannung kann die Ver-
bundwirkung im starren Verbund vor Beginn der Ablösung der Faser von der Matrix nur nä-
herungsweise charakterisiert werden. Denn weder die elastische Relativverschiebung bis zur
Kontaktzonenrissinitiierung noch die Verbundsteifigkeit im starren Verbund oder die maximale
Verbundfestigkeit können aus den Versuchsdaten identifiziert werden. Dass dennoch die mittlere
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Verbundspannung zur Kalibrierung der Modellparameter herangezogen werden kann, liegt darin
begründet, dass der maximale Auszugwiderstand erst zeitgleich mit der vollendeten Ablösung
der Kontaktflächen voneinander erreicht wird. Den Abbildungen 6.22 und 6.21 ist dabei zu
entnehmen, dass aufgrund der geringen Schlupfdifferenz eine gleichmäßige Verbundwirkung
über die Verbundlänge ausgebildet werden kann, die erst im Laufe des Herausziehens der Faser
infolge der Verbundzonenschädigung allmählich verringert wird. Die Kalibrierung des Verbund-
modells für die Faserauszugphase anhand der mittleren Verbundschubspannung liefert dabei
insgesamt plausible Resultate. Die Auswertung der Verbundwirkung für die übrigen simulierten
Modellkonfigurationen, deren Ergebnisse in den Abbildungen 6.16 b) und 6.17 b) dargestellt
sind, erfolgt gemeinsam mit der Untersuchung weiterer Einflussfaktoren im folgenden Kapitel.
6.2.4 Einüsse auf das Auszugverhalten
Das entwickelte Verbundmodell dient zur Beschreibung des Auszugverhaltens von geraden
Mikrostahlfasern mit glatter Oberfläche, die weggeregelt aus einer feinkörnigen UHPC-Matrix
herausgezogen werden. Die numerische Simulation ausgewählter Versuchskonfigurationen nach
Tabelle 6.1 mit verschiedenen Modellparametern, zusammengefasst in den Tabellen 6.3 und 6.4,
weisen auf unterschiedliche Ausprägungen und Verteilungen des lokalen Verbundwiderstandes
über die Verbundlänge hin. Mithilfe des entwickelten Verbundmodells können die Auswirkungen
der in den Konfigurationen variierten Material- und Geometrieparameter erfasst und untersucht
werden. Im Bezug auf die vorliegenden Versuchsergebnisse werden in den Untersuchungen
unter anderem die Fasereinbindelänge, der Faserdurchmesser, der Elastizitätsmodul des Betons
und die Betonzugfestigkeit variiert, vgl. Abbildungen 6.16 und 6.17. Während die Betondruck-
festigkeit und die Zugfestigkeit der Faser das Auszugverhalten nicht beeinflussen, kann die
Auswirkung der unterschiedlichen Probekörperabmessungen auf die absoluten Dehnungen und
Schlupfbeträge bei der Analyse der Verbundwirkung eliminiert werden. Außerdem wird mit
der Berücksichtigung verschiedener Modellparameter das Verbundverhalten im verschieblichen
Verbund variiert, während der starre Verbund mit den maßgebenden Verbundmechanismen
Adhäsion, Mikroverzahnung und Haftreibung in den Varianten a) und b) identisch modelliert
ist, vgl. Tabellen 6.3 und 6.4. Darüber hinaus werden im Folgenden ergänzende numerische
Untersuchungen vorgestellt und ausgewertet.
Die analytische Näherungslösung zur Kraftübertragung im starren Faser-Matrix-Verbund von
MUKI & STERNBERG in Abbildung 4.2 ist in Abhängigkeit des Faserradius, der Einbindelän-
ge und des Steifigkeitsverhältnisses von Faser und Matrix formuliert. Letzteres spielt in den
vorliegenden Konfigurationen eine untergeordnete Rolle, da nur geringe Abweichungen in der
Matrixsteifigkeit auftreten und somit alle Varianten ein Steifigkeitsverhältnis Es/Ec zwischen 4,0
und 4,5 aufweisen. In der folgenden Abbildung 6.25 sind die Verteilungen der Verbundschub-
und -normalspannungen über die jeweilige Einbindelänge der untersuchten Konfigurationen
vor dem Beginn der Kontaktzonenrissbildung dargestellt. Die Verläufe zeigen, dass die Ände-
rung der Verbundschubspannung über die Verbundlänge mit abnehmendem Faserdurchmesser
zunimmt und somit eine geringere Verbundlänge zur Einleitung der Auszugkraft erforderlich
ist. Entsprechend verschwindet die Verbundschubspannung zum Ende der im Bezug auf den
Faserdurchmesser df = 0,48mm kurzen Verbundlänge bei Variante MU2 nicht. Ergänzend sind
in Abbildung 6.25 die Verbundspannungsverläufe für eine Variante der Konfiguration BS mit
halbierter Einbindelänge, bezeichnet als BSk, dargestellt. Anders als von MUKI & STERNBERG
in Abbildung 4.2 angegeben, bewirkt die verkürzte Einbindelänge nach Abbildung 6.25 eine
Vergrößerung der Verbundschubspannungen am Faserende.
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Abbildung 6.25: Verbundschubspannungen und Verbundnormalspannungen über die verschiede-
nen Einbindelängen vor Beginn der Ablösung
Die Korrelation der Auswirkungen einer Verkürzung der Einbindelänge bei BS und BSk und
einer Vergrößerung des Faserdurchmessers bei MU1 und MU2 bestätigt den Einfluss der Fa-
serschlankheit auf die Verbundspannungsverteilung. Mit der Definition der Faserschlankheit
nach MUKI & STERNBERG λf = `e/rf weist die Variante MU2 mit λf = 20,8 die geringste
Schlankheit auf, gefolgt von BSk mit λf = 34,2. Bei den übrigen Konfigurationen unterscheidet
sich die Faserschlankheit, die etwa doppelt so groß wie bei BSk ist, nur geringfügig.
Der Verlauf der Verbundschubspannungen über die Verbundlänge ist außerdem abhängig von der
Verbundsteifigkeit im quasi-starren Verbund, die in dieser Modellierung nicht unendlich hoch ist.
Inwiefern eine geringfügige Nachgiebigkeit der räumlich ausgedehnten ITZ realistisch ist, konnte
bislang in experimentellen Untersuchungen mit bildgebenden Verfahren nicht abschließend ge-
klärt werden. Unter der Voraussetzung, dass die angenommene Verbundsteifigkeit realistisch ist,
ist eine Fasereinbindelänge von etwa `e = 60 · rf erforderlich, um eine optimale Kraftübertragung
zwischen Faser und Matrix zu ermöglichen und damit ein ausreichend hohes Potenzial für die
Faserwirksamkeit zu generieren. Demnach weisen die Konfigurationen BSk und MU2 nur etwa
57% respektive 35% der erforderlichen Einbindelängen auf. Anders formuliert ergeben diese
Untersuchungen, dass mindestens eine Faserschlankheit λ = `e/rf von 60 empfohlen wird, um
eine optimale Kraftübertragung im starren Verbund zu gewährleisten.
Die dargestellten Spannungsverläufe in Abbildung 6.25 zeigen außerdem den Einfluss der
Matrixverformung am Faseraustrittsort, der durch die Singularität verstärkt wird, auf die Span-
nungsverteilung, vgl. Abbildung 6.19. Während die Verbundzone an der Matrixoberkante durch
die Verformung unter Querzug gesetzt wird, kommt es bei einigen Varianten zu einer Kontakt-
pressung unterhalb des Faseraustrittsortes, wie in der rechten Darstellung in Abbildung 6.25
zu erkennen. Mit der Verformung setzt, wie eingangs erwähnt, auch eine Schädigung und Ver-
festigung der Matrix infolge des ringförmig um den Faseraustrittsort ausgebildeten Spannungs-
Deformations-Zustandes ein, die bei den Varianten BS und BSk auch eine vorzeitige Schädigung
der Verbundzone in diesem Bereich induziert. Die Verbundschubspannungsverläufe vor der
Ablösung lassen eine ähnliche Tendenz bei den Konfigurationen NA und MU2 erkennen, wobei
nur bei Variante NA zumindest zeitgleich mit dem Beginn der Faserablösung von der Matrix
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eine Verbundzonenschädigung unterhalb des Faseraustrittsortes auftritt. Maßgebend für diesen
Schädigungsprozess der Verbundzone ist neben dem Faserdurchmesser vor allem die Betonzug-
festigkeit, die das Materialverhalten der Matrix in diesem Bereich steuert. Alle modellierten
Betone weisen eine Zugfestigkeit auf, die unterhalb der initialen Verbundfestigkeit liegt. Da
die Annahme einer Korrelation zwischen der Verbundfestigkeit und der Betonzugfestigkeit bei
UHPC in der Literatur weit verbreitet ist, ist das Auftreten von derartigen Schädigungsprozessen
außerhalb der numerischen Simulationen fraglich. Experimentelle Untersuchungen, die Dehnun-
gen, Rissbildungen und Schädigungen im Bereich des Faseraustrittsortes erfassen, liegen dazu
bislang nicht vor, sodass der tatsächliche Zustand der Matrix im Bereich des Faseraustrittsortes
unabhängig von der Singularität nicht bekannt ist.
Das Debonding und Phase II des Auszugverhaltens beginnen mit der Überschreitung der Ver-
bundfestigkeit am Faseraustrittsort. Der Modellierung des Verbundverhaltens entsprechend treten
im quasi-starren Verbund in Abhängigkeit der Verbundsteifigkeit Er reversible, elastische Relativ-
verschiebungen auf, die einer Verzerrung der räumlich ausgedehnten ITZ entsprechen. Die Größe
der zulässigen elastischen Relativverschiebungen ist im Modell mit dem Parameter sc festgelegt.
Eine Faser, die einen beginnenden Mikroriss mittig und senkrecht zum Rissufer überbrückt, wird
demnach bei einer Rissöffnung von
wI = 2 · sc · (1+ εzz,f) (6.29)
am Faseraustrittsort von der Matrix abgelöst. Für alle Konfigurationen beträgt diese Rissweite
bei einer noch geringen Faserdehnung etwa wI = 0,002mm. Die Bildung des Kontaktzonenrisses
ist abgeschlossen, wenn auch am Faserende eine Relativverschiebung von sc auftritt, mit der die
Verbundfestigkeit, die nicht durch einwirkenden Querdruck vergrößert wird, überschritten wird.
Überschlägig lässt sich die Rissöffnung bei vollendeter Ablösung zwischen Faser und Matrix
dann mithilfe der Schlupfdifferenz nach Gleichung (6.28) zu
wII = 2 · (sc +∆δt) · (1+ εzz,f) (6.30)
ermitteln.
Sehr ähnliche Rissweiten ergibt auch die Gleichung (2.9) zur Bestimmung der Rissweite bei Errei-
chen der Faserwirksamkeit. Aufgrund der abweichenden Faserzugspannungen in diesem Zustand
des Faser-Matrix-Verbundes, ergeben sich hier sehr unterschiedliche Rissweiten für die unter-
suchten Konfigurationen. Mit der Konfiguration BS wäre demnach mit etwa wII = 0,056mm die
größte Rissöffnung bis zum Beginn der Faserauszugphase möglich, während die Konfigurationen
MU2 und BSk nur eine Rissweite von ca. wII = 0,014mm respektive wII = 0,015mm zulassen.
Diese Diskrepanz weist auf gravierende Auswirkungen der im Verhältnis zum Faserdurchmesser
zu kurzen Fasereinbindelänge auf das Potenzial der Fasertragwirkung hin. Der Vergleich der
Auszugkräfte am Beginn und am Ende des Debondings zeigt, dass diese beiden Varianten zu
Beginn der Ablösung bereits mehr als 40% ihrer Tragfähigkeit erreicht haben, während die
übrigen Varianten erst um die 20% ihres Potenzials ausgeschöpft haben. Diese Ergebnisse sind
nur im Hinblick auf die numerischen Simulationen und unter der Bedingung, dass die getroffenen
Annahmen Gültigkeit besitzen, aussagekräftig. Eine vergleichbare, detaillierte Analyse von Daten
aus experimentellen Faserauszugversuchen für den Bereich der Faserablösung erfordert eine sehr
genaue Auflösung der Verformungen des Faser-Matrix-Verbundes ohne zusätzliche Einflüsse
und Schlupfbeträge aus der Versuchseinrichtung und ist auf der vorliegenden Datengrundlage
nicht möglich.
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Neben der Faserschlankheit beeinträchtigen auch andere Einflussfaktoren die potenzielle Aus-
nutzung der Tragfähigkeit des ungerissenen Faser-Matrix-Verbundes. Beispielsweise können
herstellungsbedingte Fehlstellen oder etwa schwindinduzierte Mikrorisse eine vorzeitige Ablö-
sung der Faser von der Matrix bewirken. Das entwickelte Verbundmodell sieht darüber hinaus
die Berücksichtigung von anisotropem Materialverhalten in der Grenzschicht vor. So hat etwa
eine Herabsetzung der Haftzugfestigkeit mithilfe des Modellparameters λ Auswirkungen auf den
Zeitpunkt und den Deformationszustand zum Beginn der Ablösung. Vergleichsuntersuchungen
zeigen, dass bei der Wahl von λ = 0,6 die Ablösung zu einem etwas früheren Zeitpunkt beginnt,
da die Haftzugfestigkeit der Grenzschicht am Faseraustrittsort überschritten wird. Im weiteren
Verlauf des Faserauszuges hat das anisotrope Materialverhalten aufgrund der insgesamt geringen
Bedeutung von Querdruck- und Querzugspannungen in der Modellkonfiguration BS keinen
signifikanten Einfluss.
Nach der Auflösung des starren Verbundes unterliegt die Verbundwirkung einer irreversiblen
Degradation infolge der Verbundzonenschädigung. Im entwickelten Verbundmodell wird der
Schädigungszuwachs gemäß Gleichung (4.47) durch inelastische Relativverschiebungen zwi-
schen Faser und Matrix, normiert auf die Faserumfangslänge, generiert. Durch diese Normierung
ist das Schädigungswachstum anders als in der Formulierung der Verbundzonenschädigung
von COX & HERRMANN, die eine Normierung auf den Rippenabstand bei konventionellem
Bewehrungsstahl vorschlagen, direkt abhängig vom Faserdurchmesser, vgl. Kapitel 4.1 und 4.2.
Damit wird indirekt dem Einfluss der Grenzschichtdicke Rechnung getragen, die im Modell auf
eine zweidimensionale Kontaktzone reduziert ist, und eine Skalierbarkeit der Verbundwirkung
sichergestellt. Eine Verifikation dieser Modellannahme ist auf der Grundlage der vorliegenden
Daten nicht möglich. Im Folgenden wird ihre Auswirkung anhand der Simulationsergebnisse
diskutiert.





























Abbildung 6.26: Verbundzonenschädigung und Verbundschubspannungen über die lokale Rela-
tivverschiebung im Bereich des Faseraustrittsortes
Die vorstehende Abbildung 6.26 zeigt die Entwicklung der Verbundzonenschädigung und der
Verbundschubspannungen über die lokale Relativverschiebung parallel zur Auszugrichtung,
ausgewertet ca. 0,45mm unterhalb des Faseraustrittsortes. Die Entwicklung der Verbundzo-
nenschädigung d verläuft über die Relativverschiebung von 4 bis 6mm aufgrund des geringen
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Schädigungswachstumsfaktors α in der Kalibrierungsvariante a) nach Tabelle 6.3 nur geringfügig
nichtlinear. Dabei entspricht die inelastische Relativverschiebung näherungsweise dem totalen
Schlupf. Entsprechend der Entwicklungsgleichung (4.47) ist das Schädigungswachstum dabei
von der Faserumfangslänge uf abhängig, die wiederum direkt den Einfluss des Faserdurchmessers
widerspiegelt.
Analog zu dem annähernd linearen Schädigungswachstum erfolgt die Degradation der Verbund-
kapazität. Der gleichmäßige Verlauf der übertragenen Verbundschubspannung τt über die Rela-
tivverschiebung in Abbildung 6.26 rechts weist auf keinen weiteren signifikanten Einfluss wie
beispielsweise querdruckinduzierte Reibung hin. Dabei erfolgt trotz abweichender inelastischer
Aufweitung infolge der unterschiedlichen Beanspruchungen eine ähnliche Querdruckentwick-
lung in allen untersuchten Konfigurationen mit dem Modellparametersatz a), deren Maximalwert
in Abhängigkeit der lokalen Relativverschiebung bei unterschiedlichen Schlupfbeträgen erreicht
wird. Der reduzierten Degradation entsprechend verläuft insgesamt der Auszugwiderstand bei
Konfiguration MU2a in Abbildung 6.16 b) am ehesten linear über den Schlupf, was auch die
Versuchsergebnisse in Abbildung 6.16 a) erahnen lassen.
In Abbildung 6.16 b) sind infolge dieser unterschiedlichen Schädigungsentwicklung Abweichun-
gen beim Lastabfall im Zuge der vollendeten Ablösung der Kontaktoberflächen voneinander zu
erkennen. Dabei verzerrt der Bezug des Auszugwiderstandes auf den Schlupf an der Faserspit-
ze die Schlupfbeträge in Abbildung 6.16. Das lokale Verbundverhalten weist dabei ebenfalls
Abweichungen des Spannungsabfalles über die Relativverschiebung auf, vgl. Abbildung 6.26
rechts. Der Modellparameter dd reguliert den Verbundspannungsabfall bei der Auflösung des
starren Verbundes in Abhängigkeit der Verbundzonenschädigung. Daher ist bei Konfiguration
MU2 ein flacherer Verlauf des Spannungsrückganges als bei den übrigen Konfigurationen zu
erwarten, da der benötigte Schlupfbetrag bis zum Erreichen der zulässigen Schädigungsgrenze
dd deutlich vergrößert ist. Auch in dieser Auswirkung ist die Skalierung des Verbundverhaltens
bei unterschiedlichen Faserdurchmessern zu erkennen. Bis zum Erreichen desselben Zustandes
der Verbundzone mit identischer Verbundzonenschädigung und verbleibender Verbundspannung
ertragen Verbundkörper mit größeren Faserdurchmessern deutlich mehr Relativverschiebungen.
Eine ähnliche Tendenz ist auch in Abbildung 6.11 zu erkennen, in der die Versuchsergebnisse
aus München mit zwei unterschiedlich dicken Fasern mit ansonsten nahezu identischer Ver-
suchskonfiguration gegenübergestellt sind. Der Abfall des Auszugwiderstandes ist in beiden
Kurvenverläufen deutlich zu erkennen und geht augenscheinlich mit unterschiedlichen Schlupf-
beträgen einher. Der auffällige Verlauf der Auszugkraft bei der dünneren Faser MU1 könnte
außerdem auf eine vergrößerte Schädigungsentwicklung und in der Folge auf ein verstärktes Mi-
kro-Interlocking hindeuten. Die Auswertung der vergleichenden Simulationen mit Parametersatz
b) nach Tabelle 6.4 wird im weiteren Verlauf dieses Kapitels vorgestellt.
In Analogie zu den Auswirkungen der Faserschlankheit auf die Kraftübertragung in Auszugphase
I ohne Kontaktzonenrissbildung, weisen die Einbindelänge und der Durchmesser der Faser auch
in der Faserauszugphase einen signifikanten Einfluss auf die Verbundspannungsverteilung auf.
Mit der Faserschlankheit nimmt auch die Schlupfdifferenz deutlich ab, sodass die übertragenen
Verbundspannungen beim Herausziehen der Faser nahezu konstant über die Verbundlänge verteilt
sind.
In der Modellvariante b) mit der veränderten Formulierung der Degradation und den abwei-
chenden Modellparametern nach Tabelle 6.4 wird die Schädigungsentwicklung infolge von
inelastischen Relativverschiebungen verstärkt und anstelle einer Degradation der Verbundkapa-
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zität eine Verfestigung der Verbundzone beschrieben. Das Verbundmodell bildet so eine stark
ausgeprägte Verzahnung der Kontaktoberflächen ab, die bei der Ablösung zunächst zu einem
erheblichen Schädigungswachstum und bei weiter zunehmenden lokalen Relativverschiebungen
zu Interlocking-Effekten der sich verkeilenden Partikel in der Grenzschicht führt, vgl. Kapi-
tel 3.4. Das Mikro-Interlocking wird dabei über die gesamte Verbundzone verschmiert und
nicht, wie tatsächlich zu erwarten, als lokales Ereignis modelliert. Analog zu Modellvariante
a) entwickelt sich daher auch bei diesem Verbundverhalten eine geringe Schlupfdifferenz, die
eine gleichmäßige Verteilung der Verbundspannungen ermöglicht und so die Gültigkeit der
Annahmen zur Kalibrierung nicht einschränkt. Auch bei diesen numerischen Simulationen stellt
sich in der Faser ein linearer Verlauf der Längsspannungen und -dehnungen ein. Die folgende
Abbildung 6.27 zeigt die Entwicklung der Verbundzonenschädigung und der übertragenen Ver-
bundschubspannungen für die Variante b), vgl. Abbildung 6.26. Analog zu den Ergebnissen
der Modellvariante a) ist der Einfluss des Faserdurchmessers auf die Schädigungsentwick-
lung deutlich zu erkennen. Dabei wird die Verbundzone in der Variante MU2b im Bereich des
Faseraustrittortes insgesamt nicht einmal halb so stark geschädigt wie bei den übrigen Konfigura-
tionen. Entsprechend schwach ausgeprägt ist die Verfestigung, die in quadratischer Abhängigkeit
von der Verbundzonenschädigung die lokale Verbundkapazität vergrößert. Da aufgrund des
geringen Querdruckentwicklungskoeffizienten η keine signifikante Querdruckentwicklung zu
erwarten ist, verläuft der Auszugwiderstand dem Verbundwiderstand entsprechend bei Variante
MU2b nahezu linear über den Schlupf in der Faserauszugphase, während sich bei den übrigen
Konfigurationen der deutliche Anstieg des lokalen Verbundwiderstandes im Auszugverhalten
widerspiegelt, vgl. Abbildung 6.17 b).






























Abbildung 6.27: Verbundzonenschädigung und Verbundschubspannungen über die lokale Rela-
tivverschiebung im Bereich des Faseraustrittsortes
Die Versuchsergebnisse in Abbildung 6.11 von MU1 und MU2 im Vergleich deuten, wie bereits
erwähnt, auf einen Einfluss des Faserdurchmessers auf den lokalen Verbundwiderstand hin, der
sich mit der Interpretation als Auswirkung durch Mikro-Interlocking infolge einer verstärkten
Verbundzonenschädigung erklären lässt. Während die Versuchsergebnisse aus Nanjing ebenfalls
eine derartige Tendenz aufweisen, zeigen die Versuche aus Braunschweig dieses nichtlineare
Auszugverhalten trotz des geringen Faserdurchmessers nicht, vgl. Abbildung 6.17 a). Diese
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Diskrepanz zwischen experimentellen und numerischen Ergebnissen ist damit zu erklären, dass
in den Braunschweiger Versuchskonfigurationen tatsächlich eine weniger ausgeprägte Verzah-
nung vorherrscht als im Rahmen der Kalibrierung angenommen. So verläuft auch die mittlere
Verbundspannung über den Faserendschlupf in Abbildung 6.14 deutlich weniger nichtlinear als
bei den übrigen Versuchsdaten. Die Annahme von identischem Verbundverhalten ermöglicht
demnach keine passende Beschreibung des Auszugverhaltens für alle untersuchten Versuchs-
konfigurationen. Da die Gegenüberstellung der Materialkennwerte in Tabelle 6.1 ebenso wenig
wie der Vergleich der Versuchseinrichtung, Probekörpervorbereitung und -herstellung auf derart
deutliche Qualitätsunterschiede zwischen den Versuchen der verschiedenen Standorte hinwei-
sen, ist die Richtigkeit der Versuchsauswertung und Kalibrierung entsprechend der zweiten
Interpretationsvariante anzuzweifeln. Für eine abschließende Bestätigung oder Widerlegung der
Hypothese von WILLE & NAAMAN sind weitere Auswertungen von Faserauszugversuchen mit
möglichst bekannter Verbundqualität erforderlich.
Darüber hinaus zeigt die Untersuchung der verschiedenen Interpretationsansätze für die vor-
liegenden Versuchsdaten die Bedeutung einer einheitlichen Regelung für Faserauszugversuche
hinsichtlich einer verbesserten Aussagekraft. Insbesondere die Eliminierung von Herstellungs-
und Messungenauigkeiten stellt ein wichtiges Ziel für zukünftige Faserauszugversuche dar. So
können die Bestimmung der tatsächlichen Einbindelänge nach der Erhärtung des Betons und die
Erfassung des Schlupfes am Faseraustrittsort anstelle des Maschinenweges die Auswertung der
Ergebnisse deutlich erleichtern. Das Versagen der Probekörper am Ende des Faserauszugversu-
ches ist dabei präzise zu erfassen, um das Auftreten eines plötzlichen Lastabfalles interpretieren
zu können. Auf der Grundlage der durchgeführten numerischen Untersuchungen ist die erste
Interpretationsvariante der Versuchsdaten aufgrund der besseren Übereinstimmung von experi-
mentell und numerisch ermitteltem Auszugverhaltens bei Faserauszugversuchen in Abbildung
6.16 zu bevorzugen.
Zur Validierung des Verbundmodells werden außerdem numerische Untersuchungen von Fa-
serauszugproblemen mit abweichenden Fasergeometrien durchgeführt. Das entwickelte Ver-
bundmodell ist grundsätzlich in der Lage, die Verbundwirkung zwischen zusammengesetzten
und geneigten Kontaktoberflächen zu beschreiben. Beispielsweise ist in allen numerischen
Simulationen zu Faserauszugproblemen zusätzlich zur Mantelfläche der eingebetteten Faser
auch ihre Stirnseite mithilfe von Verbundzonenelementen aufgelöst, sodass eine zur Oberfläche
orthogonale Kraftübertragung bis zur Ablösung der Kontaktoberflächen berücksichtigt wird.
Die Überschreitung der Haftzugfestigkeit führt dabei zur Kontaktzonenrissbildung mit sofor-
tigem Kontaktverlust. Im Gegensatz dazu zeichnen sich gewinkelte Fasergeometrien durch
die Entstehung einer lokal vergrößerten Querdruckspannung aus, die insbesondere im Bereich
von scharfkantigen Übergängen zwischen zusammengesetzten Geometrien durch die Singulari-
tätswirkung verstärkt wird. Die im Folgenden beschriebenen numerischen Untersuchungen an
schiefwinkelig eingebetteten Fasern und Fasern mit mechanischer Endverankerung zeigen, dass
der in Kapitel 5.3 vorgestellte Algorithmus zur Kontaktfeststellung und Knotenzuordnung für
die Beschreibung der Verbundwirkung bei stark ausgeprägter Kontaktpressung nicht genügend
ausgereift ist und eine vorzeitige Deaktivierung der Verbundzonenelemente feststellt. Dieser
Effekt führt schließlich bei beiden FE-Modellen zu Konvergenzproblemen bei der Lösung des
globalen Gleichungssystems. Eine vergrößerte Verbundsteifigkeit, die ein Verschieben der Kon-
taktoberflächen gegeneinander verhindert und so die Kontaktfeststellung und Knotenzuordnung
sicherstellt, führt dabei zu einer Verstärkung der Singularitätswirkung und somit zu unphysikali-
schen Spannungs-Deformations-Zuständen. Dennoch ermöglichen die Untersuchungen einen
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Einblick in das durch geometrische Verformung der Faser veränderte Spannungs-Deformations-
Verhalten des Faser-Matrix-Verbundes.
In der folgenden Abbildung 6.28 sind Ergebnisse der numerischen Analysen des Auszugverhal-
tens einer endverankerten Faser und einer schiefwinkelig eingebetteten Faser dargestellt. Die
linke Darstellung zeigt einen Ausschnitt der Schubspannungen σxz um die Faser. Genau wie bei
geraden Fasern schreitet die Kontaktzonenrissbildung mit zunehmender Beanspruchung vom
Faseraustrittsort in Richtung des eingebetteten Faserendes fort und generiert Schubspannungen
entlang der Verbundlänge, die hier an den Seiten der Faser entgegengesetzte Vorzeichen aufwei-
sen. Dabei entwickelt sich im Bereich der Faserumlenkung ein kritischer Spannungszustand, der
durch die Singularität der scharfkantigen Neigungsänderung verstärkt wird. Daraus folgt, dass
die Wirksamkeit der mechanischen Endverankerung erst mit dem Debonding in diesem Bereich
generiert wird, während die Auszugphase I und die beginnende Kontaktzonenrissbildung nahezu





Abbildung 6.28: Verbundzonenschädigung und Verbundschubspannungen über die lokale Rela-
tivverschiebung im Bereich des Faseraustrittsortes
Im Gegensatz dazu wirkt sich die Neigung einer rissüberbrückenden Faser bereits mit dem
Beginn der Beanspruchung auf den Auszugwiderstand aus. In Abbildung 6.28 rechts sind in
einem vergrößerten Ausschnitt um die Faser Spannungen in vertikaler Richtung dargestellt. Der
Bereich des Faseraustrittsortes erfährt signifikant von nicht geneigten Faserauszugproblemen
abweichende Spannungen. Während die Faser im dargestellten Zustand bereits von der Matrix
abgelöst ist und herausgezogen wird, führt der kritische Bereich des Faseraustrittsortes zum
Abbruch der Simulation.
In experimentellen Untersuchungen mit geneigten Fasern werden im Bereich des Faseraustritts-
ortes Sekundärrisse parallel zum aufgehenden Riss und Ausbrüche von Betonkegeln beobachtet,
vgl. z. B. [Gre06], [EOL+20]. Die numerisch ermittelten Spannungen im oberen Bereich der
eingebetteten Faser deuten ebenfalls auf kritische Spannungen innerhalb der Matrix hin. Gleich-
zeitig verstärkt die Kontaktpressung signifikant die Verbundwirkung, sodass eine zunehmende
Relativverschiebung der Faser erschwert ist. Darüber hinaus ist in beiden Untersuchungen eine
erhebliche Krümmung der vergleichsweise steifen Faser im Faserkanal zu beobachten, die ent-
lang des Faserkanals abwechselnd Querdruck- und Querzugspannungen erzeugt. Wie bereits
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erläutert, führen insbesondere Querdruckspannungen im entwickelten Verbundmodell zu erheb-
lich vergrößerten Verbundwiderständen, die zum Teil infolge von Singularitäten unphysikalische
Größenordnungen erreichen können.
6.3 Auswertung der Fasertragwirkung
Neben der Verbesserung des Rissbildes im Nachbruchbereich ist bei UHPFRC vor allem die
Tragfähigkeitssteigerung durch die Zugabe überkritischer Fasergehalte und ihre Erfassung in
einer Bemessung von Interesse. Die numerische Analyse des Faserauszugverhaltens ermög-
licht die Auswertung der Faserwirksamkeit, die bei Berücksichtigung der Faserverteilung und
-orientierung als makroskopische Eigenschaft die Leistungsfähigkeit von faserbewehrtem UHPC
beschreibt. Im Folgenden wird ein Überblick über die Fasertragwirkung in UHPFRC gege-
ben. Neben herstellungsbedingten Imperfektionen und Fehlstellen beeinträchtigen vor allem
Vorschädigungen des Gefüges den Faser-Matrix-Verbund. Die folgende Untersuchung des Faser-
auszugverhaltens bei wiederkehrender Be- und Entlastung zeigt, dass auch Ermüdungsvorgänge
in der Verbundzone die Wirksamkeit der Faserverstärkung reduzieren.
6.3.1 Numerische Analyse der Verbundermüdung
Die Ermüdung des Verbundes ist durch Ermüdungsprozesse der Einzelkomponenten wie bei-
spielsweise eine schädigungsinduzierte Gefügelockerung oder Relaxation sowie durch die fort-
schreitende Ablösung der Kontaktoberflächen voneinander geprägt, vgl. Kapitel 3.5. Für faserbe-
wehrten UHPC bedeutet die Schwächung der Verbundzone infolge zyklischer Beanspruchungen
eine signifikante Verringerung des verbleibenden Ermüdungswiderstandes und der Tragfähig-
keit. Dabei geht experimentellen Untersuchungen zufolge die Schwächung der Verbundzone
mit einer über die Lastwechselzahl veränderlichen Verteilung und Größe des Schlupfes und
der Verbundspannung zwischen Faser und Matrix einher, vgl. Kapitel 3.5. In der folgenden
numerischen Analyse werden die Auswirkungen einer zyklischen Zugbeanspruchung auf eine
teilweise abgelöste, in UHPC eingebettete Faser basierend auf Modellkonfiguration BSa zur
Analyse des Faserauszugverhaltens in Kapitel 6.2 untersucht.
Die Spannungsschwingbreite der zyklischen Zugbeanspruchung ist mit ∆ pz = 1500N/mm2 so
gewählt, dass bei erstmaliger Belastung ein Teil der Faser von der Matrix abgelöst wird und
innerhalb von wenigen Lastwechseln Veränderungen des Spannungs-Deformations-Zustandes
in der Grenzschicht darstellbar sind. Sie unterschreitet die maximale Faserzugspannung und
damit die Tragfähigkeit des Faser-Matrix-Verbundes, die bei einem Faserauszugversuch mit
monoton steigender Beanspruchung gemäß den Untersuchungen in Kapitel 6.2 etwas über
σzz,f = 1700N/mm2 liegt, vgl. Abbildung 6.29. Im Wechsel mit der wiederkehrenden Belastung
des Faser-Matrix-Verbundes erfolgt eine vollständige Entlastung, vgl. Abbildung 6.29.
Für die Einleitung einer Zugschwellbeanspruchung an der Faserspitze wird der Kurvenverlauf
einer Sinusfunktion gewählt, vgl. Abbildung 6.29. Dieser ermöglicht die Berücksichtigung einer
geringeren Zeitschrittweite an den Umkehrpunkten der zyklischen Belastung als in den nahezu
linear ansteigenden und abfallenden Bereichen der Beanspruchung.
In der rechten Darstellung in Abbildung 6.29 ist ein Ausschnitt über n = 1,5 Lastwechsel
der an der Faserspitze aufgebrachten Zugspannung dargestellt. Während die tatsächliche Re-
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chengenauigkeit durch die grau hinterlegte Kurve angedeutet ist, stellen die markierten Punkte
diejenigen Zeitpunkte oder Belastungsstufen dar, zu denen im Rahmen der numerischen Simu-
lation der Zustand des Faser-Matrix-Verbundes ausgegeben wird. Dabei werden nur für jeden
20. Berechnungsschritt Ergebnisse herausgeschrieben, um eine genaue Nachvollziehbarkeit
der Prozesse bei einer akzeptablen Datenmenge sicherzustellen. Die hohe Auflösung der Zug-
schwellbeanspruchung ist aufgrund der physikalischen und geometrischen Nichtlinearität des
Ablösungsprozesses zwischen Faser und Matrix zur Sicherstellung einer stabilen Konvergenz
der numerischen Simulation erforderlich.
































Abbildung 6.29: Faserauszugsimulation mit wiederkehrender Be- und Entlastung
Für die Auswertung der Ermüdungsvorgänge in der Verbundzone ist zunächst der Zustand des
Faser-Matrix-Verbundes nach dem ersten Lastwechsel von Interesse. Mit erstmaliger Belastung
der Faser bis zur Oberspannung von pz = 1500N/mm2 stellt sich Phase II des charakteristischen
Auszugverhaltens entsprechend ein partieller Ablösungszustand des Faser-Matrix-Verbundes
ein, vgl. Kapitel 3.3 und 6.2. Durch den irreversiblen Übergang von starrem zu verschieblichem
Verbund werden über etwa 70% der Verbundlänge inelastische Relativverschiebungen und
eine Verbundzonenschädigung generiert, vgl. Abbildungen 6.32 und 6.33. Die nun wirksamen
Verbundmechanismen Gleitreibung und Mikro-Interlocking führen zu einem über diesen Teil
der Verbundlänge annähernd konstanten hohen Verbundwiderstand, vgl. Abbildung 6.34. Bei
Entlastung der Faser verhindert der Verbundwiderstand im abgelösten Verbundbereich das
vollständige Zurückziehen der sich entspannenden Faser, sodass ein Eigenspannungszustand im
Faser-Matrix-Verbund verbleibt, vgl. Abbildung 6.30. Die Auswirkungen dieses Zustandes auf
die Verbundzone und die Komponenten Faser und Matrix werden im weiteren Verlauf dieses
Kapitels diskutiert.
In Abbildung 6.31 ist der Verlauf der Längszugspannungen σzz,f in Fasermitte über die bezogene
Verbundlänge ζ in den ersten beiden Spannungsumkehrpunkten, d. h. bei vollständiger Be- und
Entlastung innerhalb des ersten Lastspiels, dargestellt. Der Vergleich der beiden Spannungsver-
läufe zeigt, dass der Faser-Matrix-Verbund am eingebetteten Faserende, d. h. bei ζ → 1, nicht
entlastet wird, während die Spannungen am Faseraustrittsort verschwinden.





Abbildung 6.30: Ausschnitt aus dem Verlauf der Längs- und Schubspannungen im Faser-Matrix-
Verbund nach dem 40. Lastwechsel
Entsprechend den Untersuchungen zu den Singularitätsstellen an den Rändern der Verbundzone
in den Kapiteln 6.1 und 6.2 unterliegt die Auswertung des Verbundverhaltens in einigem Abstand
zum Rand nicht mehr dem Einfluss der Störung. Daher werden Zustandsveränderungen infolge
der zyklischen Beanspruchung für den abgelösten Verbundbereich beispielhaft an der Stelle
ζ = 0,07 ausgewertet.

































Abbildung 6.31: Längszugspannungen in Fasermitte über die Verbundlänge im ersten Lastspiel
und Entwicklung im Bereich des Faseraustrittsortes über weitere Lastwechsel
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Die Darstellung der Faserzugspannungen über einige Lastwechsel in Abbildung 6.31 zeigt, dass
sich die Spannungsschwingbreite bereits nach wenigen Lastwechseln stabilisiert und es nicht zu
signifikanten Umlagerungen der Zugspannungen in der Faser kommt.
Proportional zu den Längszugspannungen verbleiben auch Längs- und Querdehnungen in der
Faser. Wie in Kapitel 6.2 gezeigt, gelten die Dehnungen der Faser als maßgebende Ursache
der Relativverschiebungen zwischen Faser und Matrix. Daher gehen infolge der verbleibenden
Faserdehnungen die bei Belastung generierten Relativverschiebungen in der Grenzschicht nicht
vollständig zurück. Die folgende Abbildung 6.32 zeigt die Verläufe der Relativverschiebungen
δt parallel zur Kontaktoberfläche bei erstmaliger Be- und Entlastung sowie die Entwicklung
der Relativverschiebung an der Stelle ζ = 0,07 im Bereich des Faseraustrittsortes über einige
Lastwechsel. Ergänzend sind die Verläufe des inelastischen Anteiles δ int dargestellt, die aus der
Ablösung zwischen Faser und Matrix folgen. Durch die Entlastung der Faser wird die totale
Relativverschiebung über die abgelöste Verbundzone bis etwa ζ = 0,7 verringert, während ihr
inelastischer Anteil bei Entlastung nur über die ersten 30% der Verbundlänge reduziert wird.
Bei weiteren Lastwechseln nimmt die Relativverschiebung nahe dem Faseraustrittsort im Mittel
kontinuierlich zu.
Die in Abbildung 6.32 dargestellten Verschiebungsverläufe lassen auf einen Vorzeichenwechsel
der elastischen Relativverschiebung und der dazu proportionalen Verbundschubspannungen im
Bereich von ζ = 0,4 schließen, vgl. Abbildung 6.34. Die Verbundzone vom Faseraustrittsort bis
zu dieser Stelle erfährt eine umgekehrte Schubbeanspruchung, die bei gleichzeitig zunehmender
Verbundzonenschädigung d eine gegenläufige inelastische Relativverschiebung erzeugt und so
den Absolutbetrag des inelastischen Schlupfes in diesem Bereich verringert.
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Abbildung 6.32: Parallele Relativverschiebungen über Verbundlänge im ersten Lastspiel und
Entwicklung im Bereich des Faseraustrittsortes über weitere Lastwechsel
Die folgende Darstellung der Verbundzonenschädigung über die Verbundlänge in Abbildung
6.33 zeigt drei Zonen mit unterschiedlichem Zustand der Grenzschicht. Im Bereich des ein-
gebetteten Faserendes herrscht starrer Verbund vor und es kommt nicht zu einer Schädigung
der Verbundzone. In der Mitte der Grenzschicht zwischen etwa ζ = 0,7 und ζ = 0,3 ist keine
signifikante Schädigungszunahme zu erwarten, da hier bei Entlastung, wie in Abbildung 6.32 zu
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erkennen, keine Verringerung der inelastischen Relativverschiebungen auftritt. In der Nähe des
Faseraustrittsortes hingegen nimmt die Verbundzonenschädigung sowohl bei Be- als auch bei
Entlastung der Faser zu.

















Abbildung 6.33: Verbundzonenschädigung über die bezogene Verbundlänge im ersten Lastspiel
und Entwicklung im Bereich des Faseraustrittsortes über weitere Lastwechsel
Dieses Schädigungswachstum erfolgt gemäß der Darstellung der Verbundzonenschädigung über
die Lastwechsel in Abbildung 6.33 zunächst nahezu linear infolge der zyklischen Beanspruchung.
Aufgrund der gewählten linearen Formulierung des Schädigungsentwicklungspotenzials β (d) in
Gleichung (4.48) ist bei gleichbleibender Änderung der inelastischen Relativverschiebung eine
immer geringere Schädigungszunahme, d. h. ein Abflachen des Kurvenverlaufes in der rechten
Darstellung in Abbildung 6.33, zu erwarten, vgl. Abbildung 4.33.
Mithilfe bildgebender Verfahren kann in experimentellen Untersuchungen nachgewiesen werden,
dass durch die wechselnde Bewegungsrichtung sowohl die Faseroberfläche als auch der Faser-
kanal in der Matrix von einer polierenden und schleifenden Abrasion betroffen sind [Hee17].
Diese Schwächung der Verbundzone führt dabei zu einem Ermüdungsversagen durch einen
progressiven Faserauszug [Hee17].
Der Verlauf der Verbundschubspannungen τt über die Verbundlänge bei Be- und Entlastung
des ersten und des 40. Lastwechsels im Vergleich weist auf eine Verschiebung der Zonen-
grenzen hin, wie in der folgenden Abbildung 6.34 zu erkennen. Infolge der zunehmenden
Verbundzonenschädigung verringert sich die übertragbare Verbundschubspannung, sodass die
Kontaktzonenrissbildung fortschreitet und sich gleichzeitig der ermüdungsrelevante Bereich
am Faseraustrittsort weiter in Richtung der Verbundzonenmitte ausdehnt. Die Verringerung der
Verbundkapazität ist dabei direkt von der Verbundzonenschädigung abhängig, vgl. Abbildung
4.32. Darüber hinaus kann hingegen die übertragbare Verbundschubspannung bei Querdruck
zusätzlich durch Reibung vergrößert werden. Diese Querdruckspannung in der Grenzschicht
wird in Interaktion mit dem umgebenden Beton durch die Aufweitung und Schädigung der
Verbundzone generiert, vgl. Abbildung 6.35.
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Abbildung 6.34: Verbundschubspannungen über die Verbundlänge im ersten Lastspiel und Ent-
wicklung im Bereich des Faseraustrittsortes über weitere Lastwechsel
Die folgende Abbildung 6.35 zeigt die Verläufe der Verbundnormalspannungen über die Ver-
bundlänge und über einige Lastwechsel. Darin wird deutlich, dass die verschwindende Quer-
kontraktion der Faser bei Entlastung eine Kontaktpressung im Bereich des Faseraustrittsortes
erzeugt. Ursache für diese Kontaktpressung ist die inelastische Aufweitung der Verbundzone,
die bei Entlastung des Faser-Matrix-Verbundes nicht verringert wird, vgl. Abbildung 6.36.





























Abbildung 6.35: Verbundnormalspannungen über die Verbundlänge im ersten Lastspiel und
Entwicklung im Bereich des Faseraustrittsortes über weitere Lastwechsel
Die Verläufe der totalen und inelastischen Relativverschiebung senkrecht zur Verbundebene in
Abbildung 6.36 veranschaulichen, dass der inelastische Anteil der Relativverschiebung mit jeder
Belastung weiter zunimmt, während der entgegen gerichtete elastische Anteil eine Querdruck-
spannung in der Verbundzone erzeugt, vgl. Abbildung 4.22. Die zunehmende Differenz zwischen
der inelastischen und der totalen Relativverschiebung senkrecht zur Verbundzone im Bereich des
Faseraustrittsortes erklärt dabei die signifikante Vergrößerung des Querdruckes infolge Reibung
mit jedem weiteren Lastwechsel, vgl. Abbildung 6.35. Mit der Verstärkung der Gleitreibung
wird der Degradation der Verbundkapazität infolge der zunehmenden Verbundzonenschädigung
entgegengewirkt, sodass die Amplitude der wechselnden Verbundschubspannung im Bereich des
Faseraustrittsortes nahezu konstant bleibt, vgl. Abbildung 6.34.
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Abbildung 6.36: Normale Relativverschiebungen über Verbundlänge im ersten Lastspiel und
Entwicklung im Bereich des Faseraustrittsortes über weitere Lastwechsel
Mit der fortschreitenden Kontaktzonenrissbildung erreicht auch die UHPC-Matrix ihre Zug-
festigkeit und erfährt inelastische Dehnungen beziehungsweise Schädigungen. Der plastische
Multiplikator λR für den Zugbereich des verwendeten Betonmodells mit deaktivierter Schädi-
gungsformulierung zeigt beispielsweise die fortschreitende Plastifizierung der Matrix in Richtung
des Faserendes an, vgl. Kapitel 6.1. In der folgenden Abbildung 6.37 sind Matrixstrukturknoten
in geringer Entfernung zur Grenzschicht entlang der Verbundzone ausgewertet. Die Verläufe
zeigen, dass es nach der Ablösung der Faser von der Matrix zu keiner weiteren Beeinträchtigung
der Matrixzugfestigkeit kommt und der Betrag des plastischen Multiplikators nicht weiter zu-
nimmt, vgl. Kapitel 6.2. Dagegen wächst der Betrag nahe dem eingebetteten Faserende infolge
der zyklischen Belastung an, wie in Abbildung 6.37 dargestellt. Die Faser verhält sich bei dieser
Spannungsschwingbreite kontinuierlich linear-elastisch.
























Abbildung 6.37: Plastischer Multiplikator im Zugbereich über die Verbundlänge im ersten Last-
spiel und Entwicklung im Bereich des Faserendes über weitere Lastwechsel
Die numerische Untersuchung des Ermüdungsverhaltens eines teilweise verschieblichen Faser-
Matrix-Verbundes zeigt die Ausbildung von drei Zonen mit unterschiedlicher Beanspruchung
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und Verbundreaktion. Im Bereich des Faseraustrittsortes kommt es bei Be- und Entlastung der
Faser zu signifikanten Relativverschiebungen parallel zur Kontaktebene, die einen hohen inelas-
tischen Anteil aufweisen und so die Schädigung der Verbundzone induzieren. Mit zunehmender
Verbundzonenschädigung werden die Verbundkapazität infolge von querdruckunabhängigen
Verbundmechanismen sowie das Potenzial des querdruckerzeugenden Reibverbundes verrin-
gert. Gleichzeitig steigt infolge der verschiebungsinduzierten Aufweitung der Verbundzone
zunehmend die Kontaktpressung an und verbessert durch die ausgeprägte Gleitreibung die Ver-
bundwirkung. Die Extrapolation der wenigen berechneten Lastwechsel muss dabei nichtlinear
erfolgen, wie Untersuchungen zum lokalen Materialverhalten der Verbundzone in Kapitel 4.3
zeigen. Dabei spielen Spannungsumlagerungen über die Verbundlänge eine entscheidende Rolle
im Hinblick auf das Ermüdungsverhalten, wie die Entwicklung des Spannungs-Deformations-
Zustandes in den übrigen Bereichen der Grenzschicht zeigt.
Der infolge der behinderten Entspannung der Faser verbleibende Eigenspannungszustand ist
in der Mitte der Verbundlänge am stärksten ausgeprägt. Dabei werden überwiegend elastische
Relativverschiebungen generiert, die nicht zu einem Schädigungswachstum in der Verbundzo-
ne und im umliegenden Beton beitragen. Die abnehmende Verbundwirkung im Bereich des
Faseraustrittsortes erzwingt zur vollständigen Spannungsübertragung jedoch eine fortschreitende
Kontaktzonenrissbildung in Richtung des Faserendes. In diesem Bereich nehmen Faserzugspan-
nungen, Verschiebungen und Verbundspannungen daher immer weiter zu. Damit einhergehend
vergrößert sich auch der Einflussbereich von inelastischen Relativverschiebungen im Bereich
des Faseraustrittsortes, was mit einer Ausbreitung der Verbundzonenschädigung und einer Um-
lagerung der Verbundschubspannungen korreliert wie experimentell beobachtet, vgl. [Lin11].
Die vollständige Ablösung der Faser von der Matrix leitet schließlich das Versagen der Verbund-
zone ein, weil die Aufnahme der Beanspruchung bei zunehmender Verbundzonenschädigung
nicht mehr gewährleistet werden kann. Die vorliegenden Ergebnisse geben Hinweise auf eine
mögliche Stabilisierung der Verbundwirkung infolge einer ausgeprägten Querdruckentwicklung.
Daher ist eine Prognose der Versagensgeschwindigkeit auf der Grundlage der vorliegenden
Resultate nicht möglich. Denkbar sind sowohl ein plötzliches Ausreißen der Faser aus der Matrix
als auch ein allmählicher Faserauszug infolge einer hohen Kontaktpressung in der Nähe des
Faseraustrittsortes.
Die infolge der zyklischen Belastung des Faser-Matrix-Verbundes fortschreitende Kontaktzonen-
rissbildung stellt den maßgebenden Treiber der Verbundermüdung dar, da sie die unwiederbring-
liche Herabsetzung des Verbundwiderstandes einleitet. Ausgelöst wird sie durch inelastische
Relativverschiebungen und das damit verbundene Schädigungswachstum im bereits abgelösten
Bereich der Verbundzone nahe dem Faseraustrittsort. Im Rahmen dieser numerischen Analyse
erfolgt keine Betrachtung von Ermüdungsphänomenen der Materialstrukturen Stahl und UHPC.
Dennoch ist von einer zusätzlichen Beeinträchtigung des Faser-Matrix-Verbundes durch Ermü-
dungsschädigungen der Komponenten auszugehen. Das entwickelte Verbundmodell sieht keine
Verstärkung des Schädigungswachstums infolge von Querdruck in der Verbundzone vor, vgl.
Kapitel 4.2. Dabei besteht aber im Modell eine Wechselwirkung zwischen einer Kontaktpressung
und dem Verbundwiderstand, der wiederum die Größe der inelastischen Relativverschiebungen
reguliert. Demnach kann ein erhöhter Querdruck in der Verbundzone die Verbundermüdung brem-
sen. Während das Auftreten hoher äußerlicher Querdruckspannungen in einem zugbeanspruchten
Querschnitt unwahrscheinlich ist, kann eine verstärkte verschiebungsinduzierte Querdruckent-
wicklung beim Faserauszug den Ermüdungswiderstand der Verbundzone signifikant vergrößern,
da die Kontaktzonenrissbildung verzögert und inelastische Relativverschiebungen nach Ablösung
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der Kontaktoberflächen voneinander vermindert werden. Dafür ist eine hohe Verbundqualität
erforderlich, vgl. Kapitel 3.4.
Die Verbundermüdung beeinträchtigt insbesondere die Tragfähigkeit von gerissenem UHPFRC,
da erst mit der partiellen Ablösung der Faser von der Matrix schädigende Relativverschiebungen
zwischen den Kontaktflächen auftreten. Dieser Zustand des Faser-Matrix-Verbundes kann durch
äußere Belastung, Temperaturbeanspruchungen oder Feuchtigkeitseinflüsse generiert werden.
Darüber hinaus können auch Imperfektionen und Fehlstellen in der Verbundzone die Kontaktzo-
nenrissbildung initiieren und so die Ermüdung der Verbundzone beschleunigen. Der Einfluss
von ermüdungsbedingten Gefügeveränderungen in der Matrix ist daher ebenfalls von Bedeutung.
Eine abschließende Beurteilung der Ermüdung von faserbewehrtem UHPC ist auf der Grundlage
dieser numerischen Untersuchung zur Verbundermüdung nicht möglich.
6.3.2 Leistungsfähigkeit der Faserverstärkung in UHPFRC
Die numerische Analyse des Faser-Matrix-Verbundes mit dem entwickelten Verbundmodell
zeigt die inhomogene Spannungsverteilung im Verbundwerkstoff bei einaxialer Zugbeanspru-
chung. Durch die dehnungsbehindernde Wirkung der eingeschlossenen Fasern entstehen lokale
Spannungsumlagerungen, vgl. Kapitel 6.1. Die Untersuchung der Fasertragwirkung in ungeris-
senem UHPFRC weist auf die Entstehung von Rissprozesszonen im Bereich der Faserenden
hin, die unter Umständen unerwünschte Risspfade von Faserende zu Faserende begünstigen
und die Bruchlastspielzahl herabsetzen [Hee17]. Da Vorschädigungen und die Ermüdung der
Verbundzone im gerissenen Zustand für das Tragverhalten des Verbundwerkstoffes als kritisch
zu bewerten sind, empfiehlt GREINER die Auslegung für einen ungerissenen Gebrauchszustand
[Gre06]. Auch die Verwendung von Mikrofasern bewirkt, dass sichtbare, mit rissüberbrückenden
Fasern vernähte Makrorisse vermieden werden. Da insbesondere der Lastabtrag bei Biegezug-
beanspruchungen eine Rissbildung voraussetzt, ist die Kombination von Faserbewehrung mit
konventioneller Bewehrung zu bevorzugen.
Das rissüberbrückende Tragverhalten von Mikrostahlfasern kann mithilfe numerischer Simula-
tionen von Faserauszugversuchen untersucht und hinsichtlich der Faserwirksamkeit evaluiert
werden, vgl. Kapitel 6.2. Für Rückschlüsse auf die Tragfähigkeit von Faserbeton müssen dar-
über hinaus auch Einflüsse der üblicherweise inhomogenen Faserverteilung sowie der Faser-
orientierung einbezogen werden. Die Bezeichnung Faserwirksamkeit meint dabei die maximal
übertragbare Faserbetonzugspannung bei kraftschlüssiger Verbindung der Rissufer durch Fasern,
mit der der bemessungsrelevante Beitrag der Faserzugabe zur Tragfähigkeit erfasst wird, vgl.
Kapitel 2.4. Mithilfe von Spannungs-Rissöffnungs-Beziehungen wird die Faserwirksamkeit zur
maßgebenden Kenngröße für die Bemessung im Grenzzustand der Tragfähigkeit, vgl. Kapitel
2.3. Die Analogie zwischen Last-Verschiebungs-Diagrammen aus Einzelfaserauszugversuchen
und Spannungs-Rissöffnungs-Beziehungen verdeutlicht die Bedeutung des Auszugverhaltens
zur Charakterisierung der Fasertragwirkung.
Im Rahmen dieser Arbeit wird das Auszugverhalten auf Basis der Verbundwirkung analysiert.
Die numerischen Untersuchungen an verschiedenen Konfigurationen von Einzelfaserauszugver-
suchen zeigen, dass der maximale Auszugwiderstand bei üblichen Faserlängen und einer guten
Verbundqualität erst erreicht wird, wenn die Ablösung der Faser von der Matrix vollendet wird.
Dabei verläuft das Debonding insgesamt stabil, bis es zu einem ruckartigen Abfall des Auszugwi-
derstandes und Nachrutschen der Faser kommt, vgl. [KBM91]. Die maximale Fasertragwirkung
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wird also erst mit beginnender Mikrorissöffnung im Gefüge generiert. Voraussetzung dafür ist,
dass der starre Verbund zwischen Faser und Matrix nicht stellenweise oder vollständig durch Vor-
schädigungen z. B. infolge von Schwind- oder Kriechverformungen, Temperatureinwirkungen
oder Ermüdungserscheinungen vorzeitig aufgelöst worden ist.
In seiner Definition einer Faserleistungskennzahl FLKf bezieht STENGEL die maximale Aus-
zugkraft auf das Volumen der Faser, um den ökonomischen Aufwand der durch Faserzugabe
verbesserten Leistungsfähigkeit mit einzubeziehen [Ste13]. Mithilfe von Effektivitätsfaktoren
werden die unterschiedlichen Einbindelängen benachbarter Fasern bei der Überbrückung eines
Risses sowie der Einfluss der Faserorientierung berücksichtigt. Die Auswertung der Bestim-
mungsgleichung (2.19) für die in Kapitel 6.2 untersuchten Konfigurationen bescheinigt der
Variante MU1 mit einer vergleichsweise schlanken, sehr dünnen Faser die höchste Leistungsfä-
higkeit. Die große Bedeutung des Faservolumens in der Definition der Faserleistungskennzahl
führt dazu, dass Variante BSk mit der weniger schlanken Faser die zweitgrößte Leistungsfähigkeit
aufweist, wobei nur ein geringer Unterschied zur Konfiguration BS ergibt. Nicht berücksichtigt
ist allerdings in dieser Bewertung das Dehnungsvermögen der Fasern und damit die Rissöffnung
bei Erreichen der Faserwirksamkeit. Im Hinblick auf die Gebrauchstauglichkeit von faserbewehr-
ten Bauteilen ist jedoch die mögliche überbrückte Rissweite für die Auslegung des Faserbetons
wesentlich, vgl. Kapitel 6.2. Der gerissene Zustand und die Kompatibilität der überbrückbaren
und erzwungenen Rissöffnungen ist insbesondere bei der Anwendung einer kombinierten Faser-
und Stabstahlbewehrung von Bedeutung.
Im Bezug auf die Faserwirksamkeit ist die Optimierung des maximalen Auszugwiderstandes
von Interesse. Um den Abschluss des fortschreitenden Debondings zu verzögern, ist die Ver-
wendung langer Fasern sinnvoll. Dabei ist neben der Verarbeitbarkeit auch die Unterschreitung
der Grenzschlankheit λf,krit nach Gleichung (2.17) zu beachten, bei der anstelle des sukzessiven
Herausziehens vermehrt ein Faserreißen auftritt. Darüber hinaus nimmt der Auszugwiderstand
nicht proportional zur Faserlänge zu, da die Verteilung des Verbundwiderstandes entlang der
abgelösten Faser aufgrund der Verbundzonenschädigung und Degradation nichtlinear ist, vgl.
Kapitel 6.2. Entsprechend der Modellannahme einer Abhängigkeit der Schädigungsentwicklung
in der Grenzschicht vom Faserdurchmesser wären dünne Fasern ebenfalls weniger geeignet
zur langfristigen Sicherstellung der Kraftübertragung über einen Riss. Die Auswertung des
experimentell ermittelten Lastabfalles nach dem Erreichen der maximalen Auszugkraft kann
Hinweise bezüglich der Gültigkeit dieser Modellannahme liefern.
Zur Vergrößerung des maximalen Auszugwiderstandes sind die maßgebenden Verbundmechanis-
men Adhäsion und Mikroverzahnung beispielsweise durch die Verbesserung der Partikelpackung
oder eine Zugabe adhäsiver Wirkstoffe zu optimieren, vgl. [Ste13], [Naa00]. Im Rahmen des
entwickelten Verbundmodells ist die lokale Ablösung der Kontaktoberflächen voneinander mit ge-
ringfügigen Relativverschiebungen verbunden, sodass der Verbundspannungsabfall entschleunigt
erfolgt, vgl. Kapitel 4.2. In Abhängigkeit dieser Relativverschiebung ist auch der Verbundwider-
stand im verschieblichen Verbund für die Optimierung der Faserwirksamkeit von Bedeutung,
da die Verbundwirkung im Bereich des Faseraustrittsortes bei Vollendung der Ablösung bereits
reduziert ist. Darüber hinaus können die querdruckinduzierte Haft- und Gleitreibung den Ver-
bundwiderstand erhöhen. Vor allem geometrisch vorgeformte und schiefwinkelig herausgezogene
Fasern weisen in experimentellen Untersuchungen einen höheren maximalen Auszugwiderstand
auf, vgl. z. B. [Ste13]. Die lokale Maximierung des Verbundwiderstandes durch den Kontakt
einer unebenen Faseroberfläche mit dem Faserkanal kann aber auch ein vorzeitiges Faserreißen
bewirken.
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Die irreversible Degradation der Verbundzone nach Ablösung führt dazu, dass die Kraftübertra-
gung im Beton bei Rissbildung nicht dauerhaft durch die Fasertragwirkung ersetzt werden kann.
Da mit der beginnenden Mehrfachrissbildung das Materialversagen eingeleitet wird, ist eine
Optimierung des Verbundwiderstandes bei großen Relativverschiebungen nicht von Bedeutung.
Im Hinblick auf die Verbundermüdung kann der nach der Ablösung verbleibende, abnehmende
Verbundwiderstand weiteren Relativverschiebungen entgegenwirken, Spannungsumlagerungen
entschleunigen und so bewirken, dass eine größere Lastspielzahl ertragen werden kann. Die
rissüberbrückende Faserwirkung dämpft das spröde Matrixversagen durch die Unterbrechung
von Trennrissen, vgl. Kapitel 2.1. Das duktilere Nachbruchverhalten stellt eine verbesserte
Robustheit faserbewehrter Bauteile gegenüber unbewehrten Bauteilen sicher.
Die Auswertung von Faserauszugversuchen liefert eine Verbundspannungs-Schlupf-Beziehung,
mit der die Kalibrierung des entwickelten Verbundmodells für die Faserauszugphase möglich
ist. Dahingegen können die Modellparameter für den starren Verbund nicht eindeutig bestimmt
werden, da nicht von einer gleichförmigen Verteilung der Verbundspannungen über die Ver-
bundlänge ausgegangen werden kann. Auf der sicheren Seite ist demnach eine Bestimmung
der Faserwirksamkeit auf Basis der messbaren Verbundwirkung im verschieblichen Verbund.
Darüber hinaus ist ein Bemessungskonzept mit ausreichendem Sicherheitszuschlag erforderlich,
das die Inhomogenität des Verbundwerkstoffes und die nicht durch eine zunehmende Rissöff-
nung und herausgezogene Fasern erkennbare Schädigung oder Ermüdung der Verbundzone
berücksichtigt.

7 Zusammenfassung und Ausblick
Für eine wirtschaftliche baupraktische Anwendung des Verbundwerkstoffes UHPFRC ist die
Erfassung der Fasertragwirkung in der Bauteilbemessung essenziell. In dieser Arbeit erfolgt
dafür die Charakterisierung und Modellierung der Tragwirkung einer rissüberbrückenden Mikro-
stahlfaser im Nachrissbereich des Zugtragverhaltens von UHPFRC. Wesentliche Einflüsse auf die
Größe und den Verlauf des Verbundverhaltens zwischen der glatten Oberfläche einer Mikrostahl-
faser und feinkörnigem, ultrahochfesten Beton werden grundsätzlich beschrieben und analysiert.
Mithilfe von dreidimensionalen numerischen Untersuchungen des Faser-Matrix-Verbundes mit
der FEM wird der Zusammenhang zwischen der lokalen Verbundwirkung und dem integralen
Auszugverhalten einer Einzelfaser aus der Matrix ausgewertet, um die Übertragung der Erkennt-
nisse auf das Tragverhalten des Verbundwerkstoffes UHPFRC zu ermöglichen. Im Folgenden
wird ein Überblick über die erzielten Forschungsergebnisse sowie offene Fragestellungen für
zukünftige Untersuchungen der Fasertragwirkung gegeben.
7.1 Zusammenfassung
Die Mikrostruktur der Grenzschicht zwischen normalfestem Zementstein und Zuschlägen ist
vielfach experimentell untersucht und charakterisiert worden. Obwohl mit der Festigkeit der
Matrix bei ultrahochfestem Beton auch die Verbundzone verbessert wird, sind die strukturellen
und mikrophysikalischen Eigenschaften der ITZ zwischen Fasern und UHPC bislang nicht
identifiziert, vgl. Kapitel 2. Im Rahmen dieser Arbeit wird daher das Verbundverhalten zwischen
der glatten Stahlfaseroberfläche und der feinkörnigen UHPC-Matrix unter Berücksichtigung der
Verbundphasen mit starrem und verschieblichem Verbund und anhand der maßgebend beteiligten
Verbundmechanismen charakterisiert und modelliert, vgl. Kapitel 3. Das phänomenologisch mo-
tivierte Verbundverhalten berücksichtigt mithilfe unterschiedlicher Modellparameter wesentliche
Einflüsse auf die Verbundqualität sowie die erwartete schädigungsinduzierte Degradation der Ver-
bundkapazität. Des Weiteren unterscheidet das entwickelte Materialmodell für die Verbundzone
die Einwirkung von Querdruck und Querzug, vgl. Kapitel 4. Die allgemeingültige Formulie-
rung der Materialgleichungen ermöglicht bei einer entsprechenden Wahl der Modellparameter
die Anwendung des Materialmodells für beliebige Verbundprobleme zwischen makroskopisch
glatten, nicht durch chemische Bindungen interagierenden Kontaktoberflächen. Für die Beschrei-
bung der Verbundwirkung zwischen profilierten Oberflächen ist die Grenzschicht als aus glatten
Teiloberflächen zusammengesetzte Verbundebene aufzulösen.
In Verbindung mit ebenen Verbundzonenelementen und einem entwickelten Algorithmus zur
Kontaktfeststellung und Knotenzuordnung beschreibt das Verbundmodell die Verbundwirkung
zwischen gegeneinander verschieblichen Elementgruppen mit beliebig gekrümmter Oberfläche,
vgl. Kapitel 5. Die Kombination von physikalischer und geometrischer Nichtlinearität erfordert
zwar eine feine zeitliche und räumliche Diskretisierung mit der Finite-Elemente-Methode, er-
laubt aber die numerische Simulation von Faserauszugversuchen. Das Auszugverhalten einer
Einzelfaser, die weggeregelt aus der UHPC-Matrix herausgezogen wird, repräsentiert als Aus-
schnitt aus einem Riss mit rissüberbrückender Faser die Zugtragwirkung von faserbewehrtem,
ultrahochfesten Beton. Mit der Auswertung von Größe und Verlauf der Tragwirkung einer riss-
überbrückenden Faser kann unter Berücksichtigung der Faserverteilung und -ausrichtung die
Wirksamkeit einer Faserbewehrung in UHPC abgeleitet und für zukünftige Bemessungskonzepte
herangezogen werden, vgl. Kapitel 6.
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Die im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten numerischen Untersuchungen des Faser-Ma-
trix-Verbundes belegen die Eignung des entwickelten Verbundmodells für diese Anwendung.
Die damit abgebildete Fasertragwirkung vor Beginn des Debondings entspricht den theoreti-
schen Überlegungen zum Faserauszugproblem. Die Ablösung der Faser von der Matrix erfolgt
zunächst am Faseraustrittsort und schreitet bei zunehmender Relativverschiebung zum eingebet-
teten Faserende hin fort. Die Untersuchungen zeigen, dass die Verbundmechanismen Adhäsion
und Mikroverzahnung im quasi-starren Verbund, die experimentell nur mit Kenntnis der Ver-
bundspannungsverteilung über die Fasereinbindelänge quantifizierbar sind, den maximalen
Auszugwiderstand entscheidend beeinflussen. Mit der Ablösung setzen eine Schädigung und De-
gradation der Verbundkapazität ein, die insbesondere bei langen Fasern deutliche Auswirkungen
auf den Auszugwiderstand haben. Das entwickelte Verbundmodell ermöglicht die Auswertung
der nichtlinearen Verbundspannungsverteilung entlang der Verbundlänge und die Erfassung des
Schädigungszustandes an jeder Stelle der Grenzschicht. Weitere numerische Untersuchungen
zur Entwicklung der Verbundwirkung entlang der Verbundlänge sowie zu spezifischen Ein-
flussfaktoren geben Hinweise hinsichtlich der Optimierung der Fasertragwirkung. Dabei ist das
entwickelte Verbundmodell ein vielseitig einsetzbares, effizientes und hilfreiches Tool.
Obwohl das modellierte Verbundverhalten auch eine Reihe von Modellannahmen beinhaltet,
bestätigt die numerische Simulation eines Faserauszugversuches unter zyklischer Beanspruchung
das hypothetische Ermüdungsverhalten der Verbundzone, das maßgeblich durch das fortschrei-
tende Debonding bestimmt ist. Bei einem partiellen Ablösungszustand der Verbundzone wird
bereits über wenige Lastwechsel die weitere Kontaktzonenrissbildung durch eine zunehmen-
de Schädigung des abgelösten Bereiches induziert. Die numerische Analyse zeigt außerdem
den Eigenspannungszustand der Faser, die aufgrund des hohen Verbundwiderstandes in ihrer
Dehnung und Entspannung behindert wird, vgl. Kapitel 6.3. Daraus können wertvolle Hinweise
zum Ermüdungstragverhalten von faserbewehrtem UHPC abgeleitet werden. Damit verdeutlicht
diese Anwendung des entwickelten Verbundmodells auch den Nutzen detaillierter numerischer
Untersuchungen auf der Mesoskala für das Verständnis des makroskopischen Tragverhaltens des
Faserverbundwerkstoffes.
7.2 Ausblick
Die numerische Untersuchungen im Rahmen dieser Arbeit weisen auf Schwachstellen des
entwickelten Verbundmodells im Umgang mit Singularitäten hin. Insbesondere durch eine Modi-
fikation der Querdruckentwicklung an Umlenkstellen bei vorgeformten Fasergeometrien ist eine
Vergrößerung des Anwendungsbereiches möglich. Dringender Bedarf an detaillierten numeri-
schen Untersuchungen besteht etwa für spezielle Fasergeometrien sowie eng nebeneinanderlie-
gende oder kreuzende Fasern mit gegenseitiger Beeinträchtigung der lokalen Verbundwirkung.
Darüber hinaus ermöglicht eine Verbesserung und Erweiterung des Knotenzuordnungsalgorith-
mus auch die Verwendung anderer Elementgeometrien, wie beispielsweise Tetraeder-Elemente,
für die Strukturen und Dreieck-Elemente für die Verbundzone und Ansatzfunktionen und erhöht
damit die Vielseitigkeit des Elementkonzeptes.
Das Materialmodell zur Beschreibung des Verbundverhaltens ist allgemeingültig formuliert und
mithilfe verschiedener Erweiterungsmöglichkeiten auf andere Verbundprobleme übertragbar.
Beispielsweise kann die Anisotropie einer Grenzschicht durch die Definition einer richtungsab-
hängigen Verbundsteifigkeit sowie die Festlegung einer Vorzugsrichtung für die Begrenzung der
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Verbundspannungen mithilfe von erweiterten Versagensbedingungen modelliert werden. Darüber
hinaus ist auch eine schädigungsabhängige Formulierung von anisotropem Verbundverhalten
denkbar.
Das entwickelte Verbundmodell ist vor allem für spezifische Untersuchungen des Verbund- und
Auszugverhaltens glatter Fasern aus einer nahezu homogenen Matrix prädestiniert. Dabei erfor-
dert die passende Kalibrierung der Modellparameter eingehende experimentelle Untersuchungen
der Verbundzone sowie des Auszugverhaltens mit der Variation wesentlicher Einflussfaktoren.
Mithilfe von numerischen Untersuchungen ist eine genaue Erfassung der Faserwirksamkeit
für ein sicheres Bemessungskonzept möglich, das auf der Basis der mikrophysikalischen Ver-
bundwirkung anstelle von empirischen Angaben zur integralen Auszugwirkung differenziert
entwickelt werden kann. Ein verbessertes Verständnis der Fasertragwirkung vereinfacht somit die
herausfordernde Abwägung zwischen Ressourceneffizienz, Nachhaltigkeit, Wirtschaftlichkeit
und Sicherheit bei der Auslegung und Bemessung von und mit faserverstärktem Beton.
Für die Modellierung von Bauteilen aus UHPFRC ist anstelle der aufwendigen diskreten Er-
fassung einzelner mikrorissüberbrückender Fasern eine effiziente Homogenisierungsstrategie
erforderlich, die die Fasertragwirkung vereinfacht und unter Berücksichtigung der Faservertei-
lung und -orientierung erfasst. Da das Interesse bei Bauteil-Simulationen vorrangig dem Versagen
durch die Bildung von Makrorissen gilt, erfolgt auch ein Wechsel der Beschreibungsskala. Dar-
über hinaus stellt das entwickelte Verbundmodell eine zentrale Ebene in einem Mehrskalenmodell
zur Beschreibung des komplexen Tragverhaltens von Faserverbundwerkstoffen dar. Insbesondere
im Hinblick auf Untersuchungen des Ermüdungsverhaltens im Bereich von High-Cycle-Fatigue
sind effiziente Modellierungsansätze mit möglichst hoher Genauigkeit gefragt. Das Verbundmo-
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